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Abstract
This work focusses on chatter vibrations that appear in external cylindrical plunge grinding.
Their origin and excitation mechanisms are discussed in detail. The nonlinear dynamic
grinding process is analyzed, evaluated, and modelled.
The thesis is subdivided into the chapters literature survey, modelling of the grinding system,
vibration analysis, simulation, and chatter vibrations.
A two-dimensional model for the grinding process with two mechanical degrees of freedom
is proposed. This model especially deals with the nonlinear grinding contact. It cares for
system excitation by stochastically distributed grains as well as for an eccentricity of the
wheel due to unbalance. The presented approach to grinding contact dynamics allows to
simulate and study chatter vibrations, workpiece surfaces and wheel wear like they appear
in experiment.
A comparison of vibration analyzes of the grinding system during a finishing operation
and in stand-still displays the dependency of chatter frequency and natural frequency of
the wheel-workpiece-system. Using a principle model of the process, the chatter frequency
can be estimated a priori and the decrease of the chatter frequency with higher chatter
amplitude can be explained. Furthermore, the relation of chatter frequency, contact length,
and grinding force is investigated.
The dynamics of an optimal grinding operation are compared with the dynamics of a process
disturbed by chatter. Non-contacting eddy current sensors are used to measure workpiece
vibrations in normal and tangential direction to the grinding contact. The sensors are posi-
tioned on a workpiece section next to the ground surface. These displacement signals allow
a detailed analysis of the nonlinear motion of the system, even when wheel and workpiece
are in contact during grinding. Methods of nonlinear dynamics like the Hilbert-transform
or the correlation dimension give additional information on system behavior. In comparison
to the disturbed but linear eddy current sensors, the nonlinearity of other vibration probe
types like acceleration- or force-sensors becomes obvious.
Finally, the discrete wavelet-transform is shown as a feasible tool for chatter detection. Based
on the vibration characteristics of the system, an early chatter detection becomes possible.
Keywords: External cylindrical grinding, chatter vibrations, grinding model
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Kurzfassung
Ratterschwingungen beim Außenrundschleifen, ihre Entstehung und die Mechanismen ih-
rer Anregung stehen im Mittelpunkt dieser Arbeit. Das nichtlineare dynamische System
Schleifprozess wird eingehend analysiert, bewertet und in einem Modell abgebildet. Neben
einem ausfu¨hrlichen Literaturu¨berblick gliedert sich die Arbeit in die Bereiche Modellbildung,
Schwingungsanalyse, Simulation und Rattererkennung.
Ein zweidimensionales Modell fu¨r den Schleifprozess mit zwei mechanischen Freiheitsgraden
wird vorgeschlagen. Dieses beru¨cksichtigt die Nichtlinearita¨ten des Schleifkontaktes sowie
die Anregung des Systems speziell durch stochastisches Schnittkraftrauschen und eine un-
wuchtbedingte Exzentrizita¨t der Scheibe. Mit Hilfe dieser Abbildung der Prozessdynamik
ist es mo¨glich, realita¨tsnahe Ratterschwingungen und Werkstu¨ckkonturen zu erzeugen, den
Schleifscheibenverschleiß zu studieren sowie Pha¨nomene des Ratterns zu hinterfragen.
Kombiniert mit Schwingungsanalysen im Stillstand der Maschine sowie im Eingriff wer-
den Erkla¨rungen geliefert, warum die Ratterfrequenz im Prozess in der Regel mit keiner
der im Stillstand ermittelten Systemeigenfrequenzen u¨bereinstimmt, wie sie na¨herungsweise
bestimmt werden kann und warum sie mit zunehmender Schwingungsamplitude abnimmt.
Ferner wird die Abha¨ngigkeit der Ratterfrequenz von der mittleren Schleifkraft und der
Kontaktla¨nge verdeutlicht.
Eine Beschreibung der Systemdynamik des optimalen Prozesses und des gesto¨rten Zustands
mit Rattern erfolgt auf der Basis von Wegmessungen mit Wirbelstromsensoren, die in nor-
maler und tangentialer Richtung zum Kontakt beru¨hrungslos direkt neben dem geschliffenen
Werkstu¨cksegment messen. Im Vergleich mit dieser zwar gesto¨rten aber linearen Sensorik
wird die große Nichtlinearita¨t anderer Aufnehmer verdeutlicht, deren U¨bertragungsfunktio-
nen durch den Schleifkontakt und den Kontakt Werkstu¨ck-Reitstockspitze beeinflusst wer-
den. Die Analyse dieser Auslenkungen zeigt das nichtlineare Schwingungsverhalten des Sys-
tems. Dieses kann ebenfalls anhand von Ausschwingversuchen und experimentell bestimmten
Frequenzga¨ngen nachgewiesen werden. Das Verfahren der Hilbert-Transformation sowie
die Korrelationsdimension aus dem Bereich der Nichtlinearen Dynamik werden auf Frequenz-
ga¨nge und Prozessdaten angewendet, um weitere Einblicke in das Systemverhalten zu erlan-
gen.
Abschließend wird gezeigt, dass sich eine diskrete Wavelet-Transformation eignet, um auf
Basis der Schwingungscharakteristika den optimalen und den gesto¨rten Prozesszustand ein-
deutig zu unterscheiden und so eine fru¨hzeitige Rattererkennung zu ermo¨glichen.
Stichworte: Außenrundschleifen, Ratterschwingungen, Schleifprozessmodell
11 Einleitung
Ein Bauteil, das auf einer Schleifmaschine bearbeitet wird, hat im Allgemeinen bereits einen
langen Wertscho¨pfungsprozess durchlaufen und steht kurz vor der Endkontrolle. Ob es diese
besteht oder nicht ha¨ngt entscheidend vom Erfolg der Schleifbearbeitung ab, die die Qua-
lita¨t dieses Produktes definiert. Groß ist der wirtschaftliche Verlust, wenn Sto¨rungen des
Prozesses auftreten und das Bauteil zu Ausschuss wird. Entsprechend groß sind die Bemu¨-
hungen der Hersteller immer pra¨zisere Maschinen und Werkzeuge sowie intelligente Prozess-
steuerungen anzubieten, die in der Lage sind, Prozesssto¨rungen fru¨hzeitig zu erkennen oder
zu vermeiden. Entsprechend vielfa¨ltig sind die wissenschaftlichen Arbeiten, die sich mit der
Stabilita¨t dieses Prozesses und mit der Prozessfu¨hrung bescha¨ftigen.
Aufgrund der geometrisch unbestimmten Schneiden des Werkzeugs und der nichtlinearen
Abha¨ngigkeit der Schleifkra¨fte von den Eingriffsverha¨ltnissen bedeutet ein stabiler Prozess-
verlauf beim Schleifen in der Regel einen Kompromiss zwischen der erzielbaren Oberfla¨chen-
qualita¨t und dem Zeitspanvolumen. Die maximal mo¨gliche Zerspanleistung einer Maschine
kann im Betrieb nur selten ohne Sto¨rungen des Prozesses erreicht werden. Eine der am
ha¨ufigsten genannten Sto¨rungen sind Ratterschwingungen, die im Rahmen dieser Arbeit
analysiert werden sollen.
Schwingungserscheinungen in fertigungstechnischen Prozessen bescha¨ftigen Ingenieure be-
reits seit u¨ber einem Jahrhundert. Stepan (2001), der Rattern in seinen Arbeiten pro-
zessu¨bergreifend behandelt, zitiert F.W. Taylor. Dieser stellt im Jahre 1907 in seiner
Antrittsrede als Pra¨sident der American Society of Mechanical Engineers fest, dass ...
... es sich beim Rattern um eines der verstecktesten und heikelsten Probleme
der Fertigungstechnik handele. Wahrscheinlich ko¨nne keine Formel abgeleitet
werden, die dem Mechaniker helfe, die maximale Zerspanleistung zu erreichen
ohne sogleich Ratterschwingungen zu erzeugen.
Jahrzehntelange Erfahrung der Herstellerfirmen in den Bereichen Maschinensteifigkeit, Pra¨-
zision von Gleitfu¨hrungsbahnen, Schleifmittelherstellung und Prozessfu¨hrung konzentriert
sich seitdem in den heute verfu¨gbaren Außenrundschleifmaschinen, die deshalb zu den teuer-
sten Werkzeugmaschinen einer Fertigungslinie geho¨ren. Ratterschwingungen stellen aber
auch knapp hundert Jahre nach Taylors Rede immer noch ein ernstes Problem fu¨r den
bedienten Betrieb dar. Gespra¨che mit Anwendern und Konstrukteuren, die Ergebnisse ei-
ner von To¨nshoff (1997) durchgefu¨hrten Umfrage unter Anwendern und Herstellern von
Schleifmaschinen sowie die Arbeit von Inasaki et al. (2001) zeigen dieses sehr deutlich.
Gegenu¨ber Taylor, der den Mechaniker bei seiner Arbeit unterstu¨tzen wollte, kommt heut-
zutage erschwerend hinzu, dass vom Anwender ein automatisierter oder teil-automatisierter
Schleifbetrieb gewu¨nscht wird. Solange der Schleifprozess in der Einzelfertigung von einem
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erfahrenen Bediener u¨berwacht wird, wird dieser eine Sto¨rung wie Rattern rechtzeitig bemer-
ken und den Prozess unterbrechen, ohne dass sich eine Scha¨digung des Werkstu¨cks ergibt. Im
Rahmen automatisierter Prozessfu¨hrung in der Serienfertigung steht dieses Know-How eines
sta¨ndigen Beobachters jedoch nicht zur Verfu¨gung, so dass die Industrie zum Einsatz in in-
telligenten Prozessfu¨hrungssystemen auch an Verfahren zur automatischen Rattererkennung
interessiert ist.
Wie Snoeys und Brown in ihrer grundlegenden Arbeit zur Schleifprozessmodellierung aus
dem Jahre (1969) feststellen, s. Abschnitt 2.2.2, ist der Schleifprozess ein nichtlineares, insta-
biles System. Dementsprechend beschra¨nkt sind die Methoden, die zu seiner Stabilisierung
eingesetzt werden ko¨nnen. Neben dem aktiven Stelleingriff mittels zusa¨tzlicher Aktoren, der
in Einzelfa¨llen bereits erfolgreich getestet werden konnte, s. Abschnitt 2.2.3, beschra¨nken
sich die Mo¨glichkeiten beim konventionellen Schleifprozess auf die Suche nach stabilisierend
wirkenden Maschinenparametern. Diese geschieht im Allgemeinen empirisch und muss fu¨r
jede unbekannte Werkstu¨ck-Werkzeug-Kombination wiederholt werden. Analytische Stabili-
ta¨tsuntersuchungen bieten parallel die Mo¨glichkeit, den Einfluss einzelner Parameter auf die
Schwingungsneigung eines Systems zu studieren. Sie haben aufgrund der hohen Komplexita¨t
des Schleifeingriffs aber vielfach nur qualitativen Charakter und leisten aus dem Blickwinkel
des Maschinenbedieners nur einen geringen Beitrag zur Prozesssicherung.
Unter dem Gesichtspunkt, die Wirtschaftlichkeit des Prozesses zu verbessern, treten die ei-
gentlichen Schwingungen und Schwingungsformen, die beim Rattern entstehen, in vielen
produktionstechnisch orientierten Arbeiten in den Hintergrund. Innerhalb dieser Arbeit
werden gerade diese dynamischen Eigenschaften des Prozesses in den Mittelpunkt der Un-
tersuchungen gestellt, um neue Erkenntnisse u¨ber die Natur der Schwingungen zu sammeln.
Erstmalig werden direkt und linear die Auslenkungen des Werkstu¨cks wa¨hrend des Schleif-
prozesses aufgezeichnet, Kapitel 4. Anhand von Analysen dieser Daten im Zeitbereich wird
die Schwingungsentwicklung wa¨hrend der Ratterentstehung verdeutlicht und mit Hilfe ei-
nes Prinzipmodells erkla¨rt, Kapitel 5. Unter anderem kann so die als Pha¨nomen bekannte
Abnahme der Ratterfrequenz mit steigender Schwingungsamplitude erkla¨rt werden. Der
bislang ebenfalls unbekannte Zusammenhang von Eigenfrequenz und Ratterfrequenz wird in
Kapitel 6 auf die nichtlinearen Kontaktverha¨ltnisse im Schleifeingriff zuru¨ckgefu¨hrt. Werden
diese beru¨cksichtigt, kann die Ratterfrequenz bei einfachen Werkstu¨ckgeometrien bereits aus
Impulshammer-Messungen im Stillstand der Maschine abgescha¨tzt werden.
Unter Beachtung der neu gewonnenen experimentellen Ergebnisse wird in Kapitel 7 ein
erweitertes, nichtlineares Zeitbereichsmodell der Schleifprozessdynamik aufgebaut. Dieses
entha¨lt neben den bekannten Standardkomponenten zahlreiche neu entwickelte Module. Das
charakteristische Schnittkraftrauschen des Prozesses, die progressive Kontaktsteifigkeit, die
Unwucht und speziell der makroskopische Verschleiß der Schleifscheibe werden in analytischer
bzw. numerischer Form beschrieben und als Quellen fu¨r die Schwingungsanregung in die
Simulation integriert.
Aus Simulations- und Messergebnissen ergeben sich Empfehlungen fu¨r die Ratterreduktion
in der Praxis sowie Strategien fu¨r eine fru¨hzeitige Rattererkennung, Kapitel 8.
Der weitere Aufbau dieser Arbeit und die genauen Zielstellungen der einzelnen Abschnitte
werden in Kapitel 3 na¨her erla¨utert. In Kapitel 2 folgt zuvor ein ausfu¨hrlicher U¨berblick
u¨ber die zahlreichen Arbeiten zum Schleifprozess, zu dessen Modellierung sowie zu Ratter-
schwingungen.
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Umfassendes Basiswissen u¨ber das Schleifen kann den Standardwerken der Fertigungstechnik
entnommen werden. Weck (1998) gibt einen ausfu¨hrlichen U¨berblick u¨ber Schleifprozess
und -maschinen. To¨nshoff (1995, 1993) und Paucksch (1996) liefern detaillierte Be-
schreibungen des zu Grunde liegenden Zerspanprozesses und der eingesetzten Technologie.
Shaw (1996b) untersucht das Schleifen im Rahmen der abrasiven Prozesse. Inasaki et al.
(2001) geben einen Literaturu¨berblick speziell zum Thema Ratterschwingungen. Degner
et al. (2002), Tscha¨tsch (1999), Perovic (1990) sowie Fritz und Schulze (1990)
zeigen Beispiele fu¨r die Auslegung von Schleifprozessen und Schleifmaschinenkomponenten.
Ausarbeitungen, die das Grundlagenwissen in praxisnaher Form zusammenfassen, sind die
Handbu¨cher der Studer-AG (2000), von Krar (1995), Ott (1985) oder Scheipers
(2002).
Wa¨hrend insbesondere Weck und To¨nshoff neben den Grundlagen des Prozesses vie-
le aktuelle Forschungsergebnisse in ihren Ausfu¨hrungen beru¨cksichtigen, zeigt die 1995er
Neuauflage des erstmalig 1974 erschienenen Buches von Krar, das sich hauptsa¨chlich an
Bediener von Schleifmaschinen wendet, dass die Nutzungszeiten der teueren Außenrund-
schleifmaschinen vielfach Jahrzehnte betragen, so dass Ergebnisse der aktuellen Forschung
die Praxis nur mit großen Totzeiten erreichen.
Das Ziel dieses Kapitels ist es, die zahlreichen Arbeiten zur Analyse des Prozesses Schleifen
in einem U¨berblick darzustellen. Der Schwerpunkt liegt dabei in Abschnitt 2.2 auf der
Modellierung dynamischer Schwingungsvorga¨nge im System. Der Abschnitt 2.3 konzentriert
sich auf die Einzelkomponenten eines Schleifprozessmodells und speziell auf die Darstellung
des Schleifkontaktes. Die Grundbegriffe des Außenrundschleifens werden zuvor in Abschnitt
2.1 erla¨utert. Spezielle Literatur, zur Thematik Abrichten und Unwucht, wird in Abschnitt
5.7 behandelt.
2.1 Grundlagen
Nach DIN 8589 geho¨rt das Schleifen zu den zerspanenden Bearbeitungsverfahren. Vom Dre-
hen und Fra¨sen unterscheidet sich das Schleifen durch die geometrisch unbestimmten Schnei-
den. Hinsichtlich der theoretischen bzw. mathematischen Behandlung ist Schleifen ein voll-
kommen eigensta¨ndiger Prozess, dessen Kinematik und Dynamik aufgrund der zahlreichen
winzigen Einzelschneiden nur bedingt mit Abtragsverfahren mit geometrisch bestimmten,
”
großen“, wenigen Schneiden vergleichbar ist. Die englischsprachige Literatur unterscheidet
an dieser Stelle sehr deutlich zwischen Cutting und Grinding und ordnet das Schleifen dem
Abrasive Processing zu. Wie Shaw (1996b) feststellt, ...
”
... ist Schleifen alles andere als einfach nur ein Zerspanverfahren“.
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Hinsichtlich der Spanbildung an einer Einzelschneide a¨hneln sich das Zerspanen mit geo-
metrisch unbestimmter und bestimmter Schneide wiederum, wie von To¨nshoff (1995)
dargestellt wird, Bild 2.1. Die Gro¨ßenverha¨ltnisse des Schleifkorneingriffs liegen dabei min-
destens eine Dimension unter denen des Drehmeißels, von dem in Bild 2.1 lediglich die Spitze
vergro¨ßert wurde.
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Bild 2.1: Eingriffszonen von Schleifkorn und Drehmeißel nach To¨nshoff (1995)
Die Eingriffsverha¨ltnisse beim Schleifen unterliegen im Gegensatz zum Drehen einer perma-
nenten Vera¨nderung, da Kornverschleiß und Kornausbru¨che stattfinden. Ein definierter Span
bildet sich beim Schleifen nicht. Zahlreiche aktiv schneidende sowie passive Ko¨rner durch-
queren in schneller Folge den Eingriffsbereich auf Zykloiden-Bahnen. Der Ku¨hlmittelstrom
tra¨gt das dabei zerspante Werkstoffvolumen und Schleifkornreste aus der Kontaktzone. Wie
in Bild 2.1 dargestellt, wird in der Scherzone, Bereich 1, Verformungsarbeit aufgebracht, an
der Schneidkante, im Bereich 2, Trennarbeit, um den Span abzunehmen. Bereich 3 kenn-
zeichnet die Werkstu¨ckzonen, die dabei elastisch und plastisch verformt werden.
Ein deutlicher Unterschied zwischen Drehmeißel- und Schleifkorneingriff wird deutlich, wenn
die Regionen betrachtet werden, in denen Reibung auftritt, Bereich 4. Aufgrund eines ent-
sprechend gewa¨hlten Freiwinkels u¨berwiegt beim Drehen die Reibung zwischen Span und
Spanfla¨che. Da bei einem Schleifkorn kein definierter Freiwinkel vorgegeben werden kann,
verteilt sich die Reibung abha¨ngig von der Kornform auf Spanfla¨che und Freifla¨che, Berei-
che 4. Zusa¨tzlich kann im Bereich 5 Reibung zwischen Span und Bindung der Schleifko¨rner
auftreten.
Einzelne Arbeiten analysieren den Schleifprozess auf der Detailebene von Einzelkornein-
griffen, s. Abschnitt 2.2.2. Fu¨r praxisnahe Beschreibungen werden die Einzelkorneingriffe
i. Allg. zu einer Schneide bzw. zu einer Summe aktiver Schneiden zusammengefasst, anhand
derer die Prozesskinematik beschrieben wird.
2.1.1 Eingriffsverha¨ltnisse beim Außenrundschleifen
Wie in Bild 2.2 zu sehen ist, wird das zu schleifende Werkstu¨ck zwischen den zwei
”
toten“,
d. h. nicht mitdrehenden Spitzen, von Werkstu¨ckspindel- und Reitstock eingespannt. Ange-
trieben wird es in der Regel u¨ber einen asymmetrischen Mitnehmer, der auch als Spannherz
bezeichnet wird. Die Schleifscheibe (Durchmesser dS, Umfangsgeschwindigkeit vS, Breite bS)
wird mit der Zustellgeschwindigkeit v f (t) gegen das Werkstu¨ck (Durchmesser dw, Umfangs-
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geschwindigkeit vw, Breite des geschliffenen Segments bw) bewegt. Aufgrund der gewa¨hlten
Parameter und der Systemnachgiebigkeit stellen sich eine effektive Schnitttiefe ae(t) und ein
Kontaktbogen der La¨nge `C(t) ein.
vw
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dw
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Bild 2.2: Eingriffsverha¨ltnisse beim Außenrundschleifen und beim Flachschleifen
Das bezogene Zeitspanvolumen Q′w in mm3 s−1mm−1 ist eine der wichtigsten technologi-
schen Gro¨ßen zur Beschreibung des Zerspanprozesses und gibt den Materialabtrag Vw(t) pro
Zeit bezogen auf die Eingriffsbreite min(bS, bw) an:
Q′w =
Vw(t)
∆t ·min(bS, bw)
mit Vw(t) = f (`C(t), ae(t)) . (2.1)
Das Zeitspanvolumen wird herangezogen, um zwischen Schrupp- und Feinschleifen zu unter-
scheiden, um die beno¨tigte Maschinenleistung Pw = kP · Qw fu¨r einen Schleifprozess abzu-
scha¨tzen und um unterschiedliche Schleifprozesse miteinander zu vergleichen.
Die geometrische Kontaktla¨nge `
geom
C zwischen Werkstu¨ck und Werkzeug kann u¨ber eine
Betrachtung des Schleifscheibensegments im Eingriff angena¨hert werden als
`
geom
C =
√
a · deq fu¨r ` geomC  deq . (2.2)
Fu¨r den sogenannten a¨quivalenten Durchmesser der Schleifscheibe des Ersatzsystems gilt
dS,eq 7→ deq = dw · dSdw + dS
, mit dw,eq 7→ ∞, (2.3)
Fu¨r die Konfiguration dS = 320 . . . 350mm und dw = 70 . . . 80mm, die wa¨hrend der experi-
mentellen Untersuchungen dieser Arbeit vorlagen, ergibt sich deq = 57, 4 . . . 65, 1mm.
Die Kontaktla¨nge bei typischen Außenrundschleifoperationen liegt unter einem Millimeter,
so dass die Eingriffsverha¨ltnisse in zahlreichen Arbeiten unter Verwendung von Gl. (2.3) zur
anschaulicheren Betrachtung auf das Flachschleifen transformiert werden, vgl. Bild 2.2 wie
beispielsweise bei Osterhaus (1994), Alldieck (1994), Dietrich (1985) und Schie-
fer (1980). Die tatsa¨chliche dynamische Kontaktla¨nge kann von der in Gl. (2.2) idealisier-
ten statischen Betrachtung stark abweichen, s. Abschnitt 2.3.
2.1.2 Zustellung
Ein konventioneller Schleifprozess besteht aus fu¨nf Phasen, wie in Bild 2.3 anhand des
Schleifkraftverlaufs dargestellt ist. Wa¨hrend des mo¨glichst kurzen Luftschleifens verfa¨hrt
die Scheibe mit hoher Geschwindigkeit in Richtung Werkstu¨ck. Nach dem Anschnitt wird
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in der Schruppphase bei hohem Q′w hauptsa¨chlich Material abgetragen. In der darauf fol-
genden Schlichtphase entsteht bei geringem Q′w die gewu¨nschte Oberfla¨chenqualita¨t und die
Systemauffederung durch die Schleifkra¨fte wird abgebaut. In der Ausfeuerphase wird bei
Nullvorschub die Anschnittspirale beseitigt. Abschließend erfolgt der Ru¨ckzug der Schleif-
scheibe.
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Bild 2.3: Phasen eines konventionellen Schleifprozesses
Unter Einsatz von Sensoren
zur Anschnitterkennung
und durch Strategien zum
Konstantkraft-Schleifen und
kontrollierten Welligkeits-
abbau zu Beginn und Ende
des Prozesses lassen sich
auf CNC-Maschinen gegen-
u¨ber dem konventionellen
Prozessablauf deutliche
Zeiteinsparungen erreichen,
vgl. Popp (1992).
2.1.3 Schwingungen
U¨bliche Schleifoperationen finden stets im instabilen Bereich statt, wie bereits Snoeys und
Brown (1969) feststellen. Kleine Sto¨rungen des Systems, speziell periodisch wiederkeh-
rende Anregungen in der Na¨he einer Resonanzfrequenz, ko¨nnen Schwingungen mit großer
Auslenkung verursachen. Die bekannten Quellen der Schwingungsanregung sind in Bild 2.4
zusammengestellt, wobei insbesondere zwischen fremderregten und selbsterregten Schwin-
gungen unterschieden werden muss.
Fremderregte Schwingungen beziehen ihre Energie nicht aus dem Schleifprozess. Ihre
Anregungsmechanismen existieren unabha¨ngig davon, ob sich das Werkzeug im Eingriff be-
Systematische Fehler
beim Abrichten
- Abrichten unter 
Schwingungen Cuntze (1966)
- Abrichtspuren eines 
Einzeldiamanten Thöing (1956)
- Abrichten unter Unwucht 
Gelfeld (1961) 
Fremderregung
• Unwucht der 
Schleifscheibe
- Unterbrochene 
Werkstückkonturen 
- Externe Quellen
- Intern: z.B. Hydraulik-
motor, Zahngetriebe, 
Stick-Slip-Effekte
Entstehung von Ratterschwingungen
Selbsterregung  
- Regenerativeffekte
- Schnittkraftrauschen
- Lagekopplung
- Schärfeschwankungen
und Zusetzungen der 
Scheibe
- Inhomogenes Material
Bild 2.4: Quellen fu¨r die Anregung von Ratterschwingungen
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findet oder nicht. Fremderregung ist in der Regel messtechnisch nachzuweisen und durch
Abschalten der Verursacher diesen eindeutig zuzuordnen. Maschineninterne Komponenten
wie O¨l- und Ku¨hlmittelpumpen, unrunde oder ungenu¨gend geschmierte Werkstu¨ckaufnah-
men, defekte Spindellager oder eine Unwucht der Schleifscheibe transferieren Energie in den
Prozess. Aber auch benachbarte Maschinen ko¨nnen Schwingungen u¨ber das Fundament und
Maschinenbett einleiten, die die Schleifoperation beeinflussen, vgl. Weck (1998).
Kummetz (2001) untersucht in diesem Zusammenhang nichtlineare Effekte in Getrie-
ben und Vorschubantrieben, die als Sto¨rung auf den Prozess einwirken ko¨nnen. Grud-
zinski und Wedman (1997) betrachten Reibung und Da¨mpfung in den Gleitfu¨hrungen
des Schleifspindel-Vorschubs, die bei den beno¨tigten a¨ußerst geringen Vorschu¨ben zu uner-
wu¨nschten Stick-Slip-Effekten fu¨hren ko¨nnen, weshalb die Oberfla¨chen von Gleitfu¨hrungen
fu¨r Schleifmaschinen fru¨her manuell feingeschabt wurden und derzeit aus in der Regel gehei-
men Spezialkunststoffen hergestellt werden.
In Bild 2.5 ist ein Schleifkraftsignal gezeigt, das reibungserregte Schwingungen entha¨lt. Die-
se sind wa¨hrend eines Schleifvorganges in einer wenig geschmierten Zentrierbohrung der
Reitstockspitze entstanden. Die Anregung besteht dabei nur u¨ber einen geringen Winkel-
abschnitt. Sobald das Werkstu¨ck diese Winkellage passiert hat, klingen die Schwingungen
wieder ga¨nzlich ab. Reibungserregte Schwingungen geho¨ren prinzipiell zu den selbsterregten
Schwingungen. Auf den Schleifprozess wirken sie als Fremderregung ein.
Bild 2.5: Reibschwingungen des Werkstu¨cks, verursacht durch eine trockene Zentrierspitze
Selbsterregte Schwingungen beim Schleifen beziehen ihre Energie aus dem dynamischen
Zerspanprozess. Selbsterregung findet nur statt, wenn sich die Schleifscheibe im Eingriff
befindet. Im Gegensatz zur Fremderregung ist es a¨ußerst schwierig, den Verursacher selbst-
erregter Schwingungen eindeutig festzustellen, und die Erregung sowie deren Mechanismus
messtechnisch nachzuweisen. Bekannte Mechanismen der Selbsterregung beim Außenrund-
schleifen sind zum einen die Lagekopplung, die intensiv von Dietrich (1985) sowie von
Chen (1990) untersucht wurde, sowie der sogenannte Regenerativeffekt, der laut Kalis-
zer (1970) erstmalig von Hahn (1954) beschrieben wurde.
Beim Pha¨nomen der Lagekopplung wird im Prozess Schwingungsenergie von der tangen-
tialen in die normale Richtung transferiert und umgekehrt. Das Werkstu¨ck antwortet mit
ellipsenfo¨rmigen Schwingungen. Lagekopplung kann auftreten, wenn anisotrope Steifigkei-
ten vorliegen und die auf das System einwirkende Kraftresultierende nicht in Richtung der
Hauptnachgiebigkeiten angreift.
Beim Regenerativeffekt reproduziert sich eine einmal entstandene Oberfla¨chenwelligkeit mit
jeder folgenden Umdrehung von selbst und versta¨rkt sich abha¨ngig von der aktuellen Phasen-
lage zwischen Schwingung und Welligkeit der Kontaktpartner. Die initiale Welligkeit kann
nach Weck (1998) aus fremd- oder selbsterregten Schwingungen entstehen. Im Gegensatz
zum Drehen oder Fra¨sen, wo nur einer der Kontaktpartner rotiert, ko¨nnen beim Außen-
8 2 Stand des Wissens
rundschleifen regenerative Effekte sowohl auf dem Werkstu¨ck als auch auf der Schleifscheibe
auftreten. Kounosu (1975) verdeutlicht die Auswirkungen des schleifscheibenseitigen Re-
generativeffekts anhand von Messungen sehr anschaulich. Ein Abrichten der Scheibe initia-
lisiert den typischen Anstieg der Ratteramplitude mit der Schleifzeit. Die auf der Scheibe
entstandene Welligkeit wird jeweils durch das Abrichtwerkzeug beseitigt. Ein Werkstu¨ck-
wechsel wirkt sich hingegen kaum aus, da das Werkstu¨ck durch die wellige Scheibe sofort
wieder zu Schwingungen angeregt wird.
Systematische Prozessfehler beim Abrichtprozess ko¨nnen erheblich zur Schwingungsan-
regung beitragen, wenn dabei eine Welligkeit auf das Werkzeug aufgebracht wird.
Die Unwucht der Schleifscheibe, die weder im Laborversuch noch in der industriellen Praxis
vollsta¨ndig beseitigt werden kann, fu¨hrt beim Abrichten zu einer sinusfo¨rmigen Welligkeit
auf der abgerichteten Schleifscheibe. Diese macht sich im Prozess als Anregung bemerkbar,
sobald der Scheibenmittelpunkt unter Einwirkung der Schleifkra¨fte auf eine andere Bahn
gezwungen wird. Dieser von Gelfeld (1961) erstmals genannte Effekt, der seit der Arbeit
von Cuntze (1966) nur bei Kaliszer und Sindwani (1969) und Gawlak (1984) zu
finden ist, wird in Abschnitt 5.7 na¨her betrachtet.
Wird ein Einkorndiamant als Abrichtwerkzeug eingesetzt, erzeugt dieser auf der Schleifschei-
benoberfla¨che ein Rautenmuster, das nach Tho¨ing (1956) eine Welligkeit besitzen kann.
Dieser Effekt la¨sst sich vermeiden, wenn die Abrichtzustellung links und rechts von der
Scheibe erfolgt, s. a. Studer-AG (2000).
Wird eine Abrichtrolle oder -fliese verwendet, die die gesamte Schleifbreite u¨berdeckt, ko¨n-
nen sich Relativschwingungen zwischen Abrichtwerkzeug und Schleifscheibe als Welligkeiten
abbilden.
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2.2 Schleifprozessmodelle
Die zahlreichen Arbeiten zur Modellierung des Schleifprozesses, die seit Beginn der fu¨nfziger
Jahre vero¨ffentlicht wurden, lassen sich in drei große Gruppen unterteilen:
Schleifprozessmodelle
Vorschub-
regelung
Regelkonzepte für die 
Zustellung auf der Basis 
vereinfachter
Schleifprozessmodelle.
Prozess-
technologie
Empirische Modelle zur 
a priori Berechnung 
stabiler Maschinen- und
Prozessparameter.
Analytische
Modellbildung
Mathematisch-physikalische
Modellbildung, um Aspekte 
des Prozesses theoretisch zu 
analysieren.
Nichtlineare
Effekte:
Modelle zur Beschreibung 
elementarer
Nichtlinearitäten.
Ratterkompensation
Entwurf und Einsatz 
von passiven und aktiven 
Systemen zur 
Bekämpfung von Rattern
Ratterschwingungen
Arbeiten, die sich 
hauptsächlich mit der
Entstehung und Analyse von 
Rattern beschäftigen.
Bild 2.6: Einteilung der Schleifprozessmodelle
Modelle der Gruppe
”
Prozesstechnologie“ bewerten den Prozess Schleifen nach ferti-
gungstechnischen Gesichtspunkten und mit u¨berwiegend empirischen Methoden. Hauptziel
dieser Arbeiten ist es, einem Maschinenbediener konkrete Parameter zu berechnen, bei de-
nen sein Prozess stabil verla¨uft und gleichzeitig die Kombination aus Wirtschaftlichkeit und
Oberfla¨chenqualita¨t des geschliffenen Werkstu¨cks optimal ist. Einige Arbeiten mit dieser
Zielsetzung werden in Abschnitt 2.2.1 vorgestellt.
Modelle der Gruppe
”
Vorschubregelung“ bescha¨ftigen sich hauptsa¨chlich mit der Zu-
stellbewegung beim Schleifen. Einerseits werden Konzepte fu¨r eine Maß- oder Schleifkraft-
regelung entwickelt, andererseits geht es um die Reduzierung der Schleifzeit. Strategien zum
geregelten Spindelstock-Ru¨ckzug beim Ausfeuern oder zum Abbau anfa¨nglicher Welligkeiten
des Werkstu¨cks sowie Konstantkraft-Schleifen erho¨hen die Wirtschaftlichkeit des Schleifpro-
zesses erheblich, insbesondere, wenn es um Serienfertigung geht. Die Ziele der Modelle dieser
Gruppe a¨hneln denen der ersten. Sie unterscheiden sich dadurch, dass sie u¨berwiegend ana-
lytisch formuliert sind und nicht auf empirische Konzepte wie Regression und neuronale
Netze oder auf Fuzzy Logik zuru¨ckgreifen. Viele der Modelle wie beispielsweise das von
Fuchs (1994, 1992) wurden fu¨r den quasi-statischen Fall entwickelt, da fu¨r die Regelung
der vergleichsweise langsamen Vorschubbewegung wenige Abtastwerte pro Werkstu¨ckumdre-
hung genu¨gen wie Fuchs zeigt. Weitere Arbeiten dieser Kategorie sind von Chen et al.
(1994), Chiu und Malkin (1993), Lezanski et al. (1993), Popp (1992), Brinksmei-
er (1991), Bode (1988), Burek (1988), Varlik (1987), Malkin (1981) und anderen
vorgelegt worden. To¨nshoff und Inasaki (2001) liefern einen aktuellen U¨berblick u¨ber
AC-Systeme zur zeit- und qualita¨tsoptimalen Regelung des Schleifprozesses. Averkamp
(1982) gibt einen ausfu¨hrlichen U¨berblick u¨ber a¨ltere Arbeiten
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Die dritte und gro¨ßte Gruppe “Analytische Modellbildung“, die im Abschnitt 2.2.2
beschrieben wird, verfolgt die analytische und experimentell-analytische Beschreibung der
Prozessdynamik und konzentriert sich neben mechanischen Schwingungen, dynamischen
Nachgiebigkeiten und Temperaturverteilungen auf die Eingriffssituation, die Oberfla¨chen-
generierung des Werkstu¨cks, den Verschleiß am Werkzeug sowie die Stabilita¨t des Prozesses.
Ferner von Interesse fu¨r diese Arbeit sind Untersuchungen, die sich explizit mit Ratter-
schwingungen bescha¨ftigen, wie beispielsweise die Dissertationen von Cuntze (1966) und
Pickert (1979), sowie Modelle, die elementare Nichtlinearita¨ten analytisch beschreiben. In
Bild 2.7 sind ein Reibschwinger von Hinrichs (1997) sowie die kompakten Prozessmodelle
fu¨r das Drehen von Moon (1994) und Grabec (1988) dargestellt. Hinrichs, Moon
und Grabec demonstrieren, dass oftmals wenige Gleichungen ausreichen, um die Dynamik
komplexer realer Systeme hinreichend genau abzubilden.
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Bild 2.7: Kompakte Modelle fu¨r nichtlineares Systemverhalten
Der Abschnitt 2.2.3 gibt schließlich einen U¨berblick u¨ber Arbeiten, die sich mit dem Entwurf
und dem Test aktiver und passiver Zusatzsysteme zur Kompensation von Ratterschwingun-
gen bescha¨ftigen.
Thermische Aspekte, die beispielsweise Steffens (1983), Rowe et al. (1991), Ueda
et al. (1993), Shaw (1996a), Weber (2000) oder Zitt (1998) behandeln, werden im
Rahmen dieser Arbeit nicht betrachtet.
2.2.1 Technologische Prozessmodelle
Die langja¨hrige Erfahrung mit der Technologie Schleifen wurde in der Fertigungstechnik in
zahlreichen empirischen oder empirisch-analytischen Modellen festgehalten. Diese Modelle
verknu¨pfen Parameter, die der Benutzer im Prozess vorgeben kann, mit Prozessgro¨ßen, die
an herko¨mmlich ausgestatteten Maschinen erst zum Prozessende oder gar nicht bestimmt
werden ko¨nnen. Liegen ausreichend Daten fu¨r eine Materialpaarung vor, ko¨nnen die Prozess-
parameter fu¨r weitere Schleifoperationen anhand der Modellergebnisse a priori abgescha¨tzt
werden. Die freien Koeffizienten der Modelle werden dabei u¨ber Regressionsanalysen an eine
spezielle Werkstu¨ck-Schleifstoff-Maschine-Kombination angepasst.
To¨nshoff et al. (1992) und Paul (1994) liefern eine umfangreiche Zusammenfassung
technologisch orientierter Modelle, die seit den zwanziger Jahren publiziert wurden. In
Tab. 2.1 sind ausgewa¨hlte Basismodelle von Paul (1994), Osterhaus (1994) und Czen-
kusch (2000) zusammengestellt.
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Tabelle 2.1: Beispiele fu¨r technologische Basismodelle
Paul (1994) K = c1 + c2 · q−e1 · ae2e · ve3S ·V
′e4
S
Osterhaus (1994) K = k+∑2i=1
[
ci ·Q′e1iw · (Vw + ki)e2i) ·Ue3id
]
Czenkusch (2000) K = (c1 · c2) · ve1S · qe2 ·Q′e3w
Der Aufwand fu¨r die Durchfu¨hrung der fu¨r die Regressionsanalyse notwendigen Schleifver-
suche ist erheblich. Czenkusch (2000) zeigt, dass fu¨r eine mo¨glichst hohe Modellgu¨te
vollfaktorielle Versuchsreihen beno¨tigt werden.
Neben Regressionsverfahren etablieren sich in der Forschung zunehmend technologische Pro-
zessmodelle in Form von Expertensystemen, s. Bild 2.8, die den Bediener eines Schleifsystems
bei der Wahl der Maschinenparameter unterstu¨tzen oder als u¨bergeordnete (Meta-)Einheit
Schleifprozesse selbsta¨ndig ausfu¨hren und u¨berwachen sollen, Xiao et al. (1992).
Das Wissen des Schleifexperten wird durch eine Kombination in der Regel empirischer Model-
le ersetzt, deren Parameter auf der Basis von Prozess-Identifikation ermittelt werden. Neben
Regressionsmodellen werden zunehmend Neuronale Netze (NN) oder Fuzzy Logik verwendet,
um die beno¨tigten Verknu¨pfungen zwischen Ein- und Ausgangsdaten herzustellen, vgl. Ro-
we et al. (1997), Gradisek et al. (1996) oder Grabec und Kuljanic (1994).
Paul (1994) und Osterhaus (1994) stellen schleiftechnologische Informationssysteme
vor, die auf konventionellen Regressionsmodellen aufbauen. Inasaki (1999) bzw. Sakaku-
ra und Inasaki (1992) kombinieren Fuzzy-Sets mit genetischen Algorithmen. Kim et al.
(1994) verbinden Fuzzy-Logik und Regression. Memis (1997) setzt NN zur Auswertung
von Ko¨rperschall-Signalen ein. Chen et al. (1996) sowieMori und Kasashima (1990)
verwenden sie zur Detektion und Analyse von Schwingungen im Schleifprozess. Die Modelle
von Alldieck (1994) basieren ebenfalls auf empirisch gewonnenen Gleichungen a¨hnlich
denen von Paul (1994), Tab. 2.1.
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Bild 2.8: Autonomes Schleifsystem nach Xiao et al. (1992)
12 2 Stand des Wissens
Tabelle 2.2: Beispiel fu¨r Fuzzy Regeln nach Czenkusch (2000)
Regel
WENN vS IST klein UND
q IST klein UND
Q′w IST klein
DANN Ra IST groß MIT 0,23 UND
Rz IST groß MIT 0,4 UND
F′Sy IST mittel MIT 0,26 UND
F′Sz IST mittel MIT 0,36
Neuronale Netze beno¨tigen keine Kenntnisse u¨ber die analytischen Zusammenha¨nge des ab-
gebildeten Prozesses. A¨hnlich wie die Regressionsverfahren erfordern sie aber große Mengen
an Trainingsdaten, die wiederum mo¨glichst aus vollfaktoriellen Versuchen stammen sollten,
Czenkusch (2000).
Fu¨r die unscharfe Abbildung des Schleifprozesses mit Fuzzy-Sets mu¨ssen aus Expertenwissen
und aus Schleifdaten Regelma¨ßigkeiten im Prozessverhalten extrahiert und in unscharfen
Produktionsregeln abgelegt werden, wie in Tab. 2.2 exemplarisch dargestellt ist.
Czenkusch vergleicht die Leistungsfa¨higkeit von Regressionsmodellen, Neuronalen Netzen
und Fuzzy-Logik. Bei seinen Untersuchungen schneidet das Neuronale Netz am besten ab,
das mit den Messdaten bis zu 99% korreliert ist, wa¨hrend Regressionsmodell und Fuzzy Logik
im besten Fall 95% bzw. 90% erreichen.
Das vonWalter (1995) verwendete Fuzzy-System, erlaubt eine derartige Optimierung der
Zustellung, dass auf eine Ausfeuerzeit verzichtet werden kann.
2.2.2 Analytische Modellbildung
Als Analytische Modelle seien Modelle bezeichnet, die die Kinematik und Kinetik eines Sys-
tems oder Prozesses und dessen physikalische Zusammenha¨nge durch mathematische Be-
ziehungen beschreiben. Im Gegensatz zum Technologischen Modell, dessen Koeffizienten
beispielsweise Ergebnisse einer Regressionsrechnung sind, haben analytische Modelle physi-
kalisch motivierte Parameter, die direkt oder indirekt experimentell bestimmt werden ko¨n-
nen.
Neben Arbeiten, die Einzelaspekte des Schleifeingriffs betrachten, wie zum Beispiel die Kon-
taktla¨nge, vgl. Abschnitt 2.3, wurden zahlreiche analytische oder kombiniert technologisch-
analytische Ansa¨tze zur Beschreibung des gesamten Schleifprozesses vero¨ffentlicht.
Schwerpunkt vieler dieser Untersuchungen ist die Stabilita¨tsanalyse des Schleifprozesses.
David (1997) liefert diesbezu¨glich einen ausfu¨hrlichen chronologischen U¨berblick u¨ber die
Arbeiten von Hahn (1954), Polacek (1964), Tobias (1961), Cuntze (1966), Snoeys
und Brown (1969), Younis (1972), Isensee (1976), Schiefer (1980), Dietrich
(1985), Chen (1990), Folkerts (1993) und Alldieck (1994).
Nahezu alle bekannten Arbeiten stellen den Schleifprozess als geschlossenen Wirkungskreis-
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lauf in Form eines regelungstechnischen Blockschaltbildes dar. Mit zunehmender Leistung
der jeweils verfu¨gbaren Rechnersysteme wurde der numerische Aufwand einzelner Blo¨cke
erho¨ht, und diese werden in immer weitere Teilsysteme untergliedert, vgl. David (1997).
Das Basismodell fu¨r diesen geschlossenen Wirkungskreislauf ist das Blockschaltbild von
Snoeys und Brown (1969), das in Bild 2.9 dargestellt ist.
Zustellung
KontaktzonensteifigkeitWerkzeugwelligkeit
Werkstückwelligkeit
Dynamik der Maschine
Verschleiß-
nachgiebigkeit
Verschleiß-
nachgiebigkeit
ZS
1
0
fS
f
1
0
f
Zw
fw
kC
sSe τ−
swe τ−
Gw GS
yC
yM
FC
M
M
Gk
1
wk
1
Sk
1
Quelle: nach SNOEYS UND BROWN (1969)
Bild 2.9: Geschlossener Wirkungskreis des Schleifprozesses, Snoeys und Brown (1969)
Die Grundgleichungen dieser analytischen Beschreibung, Tab. 2.3, bilden die Basis fu¨r viele
weitere Arbeiten. Younis (1972), Schiefer (1980), El-Wardani et al. (1987) und
Alldieck (1994) sowie Vinolas et al. (1997) und Biera (1997) bauen direkt auf
Snoeys und Browns Arbeit auf. Die Modelle von Foellinger (1985), Steffens (1983)
und Klotz (1987) erweitern das Modell von Schiefer.
Die Hauptkomponenten des Modells von Snoeys und Brown (1969), vgl. Tab. 2.3, sind:
 die dynamische Nachgiebigkeit der Schleifmaschine in Form einer komplexen U¨bertra-
gungsfunktion k−1M GM(jω),
 eine Schnittsteifigkeit kC, die fu¨r die jeweilige Eingriffssituation die Schleifkraft FSy
festlegt und von der Steifigkeit eines einzelnen Schleifkorns kKorn und von der Korn-
verteilung aKorn abha¨ngt, Tab. 2.3,
 eine Verschleißsteifigkeit kS und eine Schnittsteifigkeit kw zur Berechnung von Werk-
zeugverschleiß ∆rS und Werkstu¨ckabtrag ∆rw,
 der werkzeug- und der werkstu¨ckseitige Regenerativeffekt in Form von Totzeiten τS
bzw. τw.
Snoeys und Brown beschreiben als Erste, dass die Werkstu¨ckoberfla¨che (und theoretisch
auch die der Schleifscheibe) bezu¨glich der Entwicklung von Welligkeiten einem Tiefpass-
filter gleicht. Sie leiten eine Abbruch-Frequenz f B her, bei der die Kontaktla¨nge `C( f B)
genauso lang ist, wie die bei dieser Frequenz entstehende halbe Wellenla¨nge. Oberhalb der
Abbruch-Frequenz ko¨nnen sich Schwingungen des einen Kontaktpartners nicht mehr auf
der Oberfla¨che des anderen abbilden. Dabei gehen Snoeys und Brown nicht wie spa¨ter
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Tabelle 2.3: Grundgleichungen des Schleifprozesses nach Snoeys und Brown (1969)
Abtrag = Vorschub - Auslenkungen ∆rw(t) + ∆rS(t) = y f (t)− yC(t)− yM(t)
Effektive Schnitttiefe ae(t) = y f (t)− y f (t− τw)
Abtrag und Verschleiß ∆rw(t) = FSy(t)/kw − rw(t− τw)
∆rS(t) = FSy(t)/kS − rS(t− τw)
Schleifkraft FSy(t) = kC(t) · yC(t)
Kontaktsteifigkeit kC(t) = 3 · 72(k/a)0,25Korn · d−0,25eq · FSy(t)0,75
Dynamische Nachgiebigkeit
yM(jω)
FSy(jω)
= 1kMGM(jω)
Schiefer (1980) nur von einer Unterschnittbildung als Ursache aus, und setzen in ihren
U¨berlegungen keine monofrequente harmonische Schwingung voraus. Sie betrachten sowohl
die Welligkeitsbildung auf dem Werkstu¨ck unterhalb der Abbruchfrequenz f Bw , als auch auf
der Schleifscheibe unterhalb von f BS = q · f Bw , mit dem Geschwindigkeitsverha¨ltnis q = vS/vw.
Die Abbruch-Frequenzen tauchen im Modell explizit in Form zweier Funktionen Zw( f Bw) und
ZS( f BS ) auf, die unterhalb von f
B den jeweiligen Modellzweig auf eins und oberhalb auf Null
schalten. Auf diese Weise la¨sst sich ein einfaches
”
Wellen-Filter“ realisieren, das den Abtrag
bzw. den Verschleiß und somit den jeweiligen Regenerativeffekt bei zu hohen Frequenzen aus-
schaltet. Dieser Effekt wird auch von Thompson (1992) und Schiefer (1980) genannt,
aber nicht im Modell realisiert. Die Versuche zur Bestimmung einer Profilu¨bertragungsfunk-
tion von Kuhfuß (1984), Foth (1989) und Chen (1990) besta¨tigen das
”
Wellen-Filter“
experimentell.
Snoeys und Brown erzielen fu¨r Zw( f Bw) = 0 auf einem Analogrechner sehr praxisnahe
Resultate sowohl hinsichtlich der Schwingungsform des Werkstu¨cks und der Werkzeugober-
fla¨che, als auch in Bezug auf die Schleifzeit, in der Ratterschwingungen entstehen. Ihr Modell
zeigt u. a. den typischen Abfall der Ratterfrequenz mit zunehmender Amplitude. Dieser wird
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Bild 2.10: Vergleich von Abbruch-, U¨bergangs- und Abhebefrequenzen
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Tabelle 2.4: Abbruch-, U¨bergangs- und Abhebefrequenz sowie kritische Amplitude
Snoeys und Brown Schiefer Inasaki
f Bw;S =
vw;S
4·√(yC+ae)·deq f
t
w;S =
vw;S√
2pi·√yˆC ·deq f
l
w;S = f
t
w;S ·
√
2a
yˆC
ycr =
vw;S
2pi· f · 2deq
auf die geringere Steifigkeit der Kontaktzone bei großen Schwingungsamplituden zuru¨ckge-
fu¨hrt.
Die folgenden weiteren Modellansa¨tze von Snoeys und Brown haben bis heute Gu¨ltigkeit
behalten:
 Die Kontaktnachgiebigkeit wird u¨ber ein Einzelkorn-Feder-Modell mit einer Kornstei-
figkeit kKorn und einem Kornabstand aKorn beschrieben, wie es auch Brinksmeier
(1991) favorisiert. Es resultiert eine nicht-Hertzsche Kontakt-Steifigkeit.
 Bezu¨glich der Maschinennachgiebigkeit stellen Snoeys und Brown fest, dass diese
in der Regel durch die Biegesteifigkeit des Werkstu¨cks bestimmt wird. Polacek und
Vanek (1973), Klotz (1987), Fu et al. (1994), Michels (1999) und eigene
Messungen besta¨tigen dieses.
 Eine Frequenzabha¨ngigkeit der Kontaktsteifigkeit kC vernachla¨ssigen die Autoren und
werden hierin spa¨ter von anderen Autoren durch zahlreiche Messungen der Schleif-
scheibennachgiebigkeit besta¨tigt, s. Abschnitt 2.3, Seite 23.
In Tab. 2.4 und Bild 2.10 sind die Abbruch-Frequenzen den von Schiefer (1980) ermit-
telten U¨bergangs- und Abhebefrequenzen f t bzw. f l gegenu¨bergestellt, die er unter der
Annahme einer monofrequenten harmonischen Relativverlagerung herleitet. Von der U¨ber-
gangsfrequenz f t ab kommt es erstmals zur Unterschnittbildung, d. h. Schwingungen der
Schleifscheibe ko¨nnen sich nicht mehr vollsta¨ndig, sondern nur noch als Facetten auf dem
Werkstu¨ck abbilden. Bei der Abhebefrequenz f l kann theoretisch ein kurzzeitiger Kontakt-
verlust eintreten. In Tab. 2.4 ist ferner die kritische Schwingungsamplitude ycr aufgefu¨hrt,
von der ab bei einer Frequenz f laut Inasaki (1975) die Bildung von Unterschnitt beginnt.
Variiert werden im linken Grafen von Bild 2.10 die Schnitttiefe a, rechts die Drehzahlen von
Schleifscheibe und Werkstu¨ck, nw bzw. nS, und in der Mitte die Schwingweite yC. Wie zu se-
hen ist, liegt der Frequenzbereich von Ratterschwingungen vielfach oberhalb der U¨bergangs-
und der Abbruchfrequenz des Werkstu¨cks und deutlich unterhalb von f tS, f
l
S und f
B
S .
Fu¨r vw = 0.25 m/s, yˆC = max(yC) = 1 µm, dw = 80mm, dS = 350mm, a =
10 µm und q = 120 liegen diese drei Frequenzen in der linken und mittleren Grafik von
Bild 2.10 außerhalb des dargestellten Frequenzbereichs.
Schwingungen ko¨nnen sich im Ratterfrequenzbereich auf der Schleifscheibe vollkommen ab-
bilden, sofern zwischen der Ratterfrequenz und der Drehzahl der Schleifscheibe ein ganzzah-
liges Verha¨ltnis besteht, das im Betrieb aus diesem Grunde vermieden werden sollte.
Schiefer stellt fest, dass die Verlagerungen zwischen Werkstu¨ck und Schleifscheibe in der
Regel nichtharmonischer Art sind. Steffens (1983), Foellinger (1985) sowie All-
dieck (1994) erweitern Schiefers Modell um numerische Berechnungsverfahren fu¨r die
Bestimmung der Schleifkinematik fu¨r beliebige Relativbewegungen.
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Folkerts (1993) definiert in seiner Arbeit auf Basis der U¨berlegungen von Schiefer den
sogenannten Grenzphasenwinkel ϕgr, der fu¨r die Gesamtnachgiebigkeit GM(jw) der Maschi-
ne eine Stabilita¨tsreserve fu¨r die Schwingungsentwicklung von werkstu¨ck- oder schleifschei-
benseitigem Rattern angibt:
ϕgr,w = −32pi + 2 · arcsin
[
1√
1+ ( f/ fc,max)2
]
ϕgr,S = − pi + 2 · arcsin
[
1√
1+ ( f/ fc,max)2
]
mit fc,max =
vw
2pi
√
2a · req
.
(2.4)
An Stellen, wo der gemessene Phasengang diese Grenzphasenkurve unterschreitet, besteht
erho¨hte Ratterneigung. Durch geschickte Einstellung der Prozessparameter Zustellung a
und Werkstu¨ckgeschwindigkeit vw kann ϕgr gu¨nstig vera¨ndert werden. Alternativ kann die
Maschine verstimmt werden, vgl. Tellbu¨scher (1986) oder David (1997).
Steffens (1983) behandelt neben der Schleifprozessdynamik u¨berwiegend thermomechani-
sche Aspekte. Auf Basis kontinuumsmechanischer Vorga¨nge und der Einzelschneidenkinema-
tik bestimmt er die lokale Deformation sowie Materialabtrag, Schnittkraft und Schleiftempe-
ratur im Kontaktbereich. Steffens Modell basiert darauf, dass in jedem Simulationsschritt
die abgefu¨hrte thermische und die dissipierte mechanische Leistung im Gleichgewicht stehen.
Zur Lo¨sung des Systems verwendet er ein iteratives Verfahren in Kombination mit Look-Up-
Tabellen fu¨r Stoffwerte. Foellinger (1985) erweitert das Modell von Steffens fu¨r die
Untersuchung dynamischer Vorga¨nge beim Schleifen und betrachtet neben Nachgiebigkeiten
und Verschleiß auch Scha¨rfea¨nderungen der Scheibe. Im Gegensatz zur Beschreibung von
Steffens verwendet Foellinger fu¨r die Simulation der Einzelschneidenkinematik statio-
na¨re Funktionen, die aus der U¨berlagerung mehrerer Korneingriffskurven identifiziert wur-
den. A¨hnlich wie Schiefer analysiert er den Schleifprozess vorwiegend im Frequenzbereich,
und geht in Bezug auf mechanische Schwingungen von linearem Systemverhalten aus.
Alldieck (1994) baut auf den genannten Arbeiten auf und erstellt ein Prozessmodell,
um im Zeitbereich Aussagen u¨ber die Entwicklung regenerativer Ratterschwingungen und
die Ausbildung der Werkstu¨ckoberfla¨che machen zu ko¨nnen. Er untersucht speziell das
Verformungs- und das Verschleißverhalten der Schleifscheibe und erweitert das Modell von
Schiefer um einen nichtlinearen Block Eingriffsverha¨ltnisse, in dem aus der aktuellen Kine-
matik und der Kontaktnachgiebigkeit der Scheibe numerisch das bezogene Zeitspanvolumen
Q′w bestimmt wird. Anstelle einer Schnittsteifigkeit verwendet Alldieck ein nichtlineares
Schnittkraftmodell. Er bestimmt die Schleifnormalkraft FSy nicht mehr in Abha¨ngigkeit von
der Spandicke, sondern als Funktion des Zeitspanvolumens Q′w, wie es Dietrich (1985)
und Klotz (1987) vorgeschlagen haben.
Zur Berechnung der Werkstu¨ckkontur approximiert Alldieck die Werkstu¨ckoberfla¨che nu-
merisch mit linearen Elementen bei einer Stu¨tzstellendichte von ca. 10 Stu¨tzstellen u¨ber
der nominellen Kontaktla¨nge. Die Berechnung des Eingriffs erfolgt geometrisch unter der
Annahme einer ideal runden Schleifscheibe. Um lokale Kontaktnachgiebigkeiten zu beru¨ck-
sichtigen, erhalten die Stu¨tzstellen in der Kontaktzone den Charakter von Federn mit der
Federkraft Fci = cSi · hSi an der i-ten Feder, die sich aus der lokalen Deformation der Schleif-
scheibe hSi und einer Federkonstante des Schleifscheibenmaterials cSi ergibt. Die Summe
der Federkra¨fte muss mit der Schnittkraft FSy im Gleichgewicht stehen. Da sich FSy aus
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dem Zeitspanvolumen Q′w = f (hSi) ergibt, ist eine iterative Berechnung erforderlich. Ver-
formungen des Werkstu¨cks beru¨cksichtigt Alldieck in seinem Modell nicht explizit. Die
verschleißbedingte Entwicklung von Welligkeiten auf der Schleifscheibe erfasst er u¨ber ein
nicht na¨her beschriebenes Totzeitglied.
Fu¨r die Bestimmung des Schleifscheibenverschleißes GS(jω), der Kontaktverformung der
Schleifscheibe GS(jω) und der Schnittkraft FSy greift Alldieck auf technologische Regressi-
onsmodelle zuru¨ck, wie sie in Abschnitt 2.2.1 beschrieben sind. Weck und Schulz (2001)
zeigen, dass das Modell von Alldieck geeignet ist, den Einfluss von fremderregten Schleif-
scheibenschwingungen, z. B. aufgrund von Unwucht, auf die Welligkeitsausbildung auf den
Kontaktpartnern und auf das Verschleißverhalten der Scheibe zu simulieren.
Dietrich (1985) entwirft ein eigensta¨ndiges Modell der Schleifprozessdynamik. Er be-
ru¨cksichtigt sowohl normale, als auch tangentiale Schwingungsrichtungen und Kra¨fte. Zur
analytischen Berechnung der Kontaktla¨nge transformiert Dietrich das Außenrundschlei-
fen ebenfalls auf den Flachschleifprozess. Die Berechnung der Eingriffskinematik und des
bezogenen Zeitspanvolumens Q′w fu¨hrt Dietrich aber anhand eines feststehenden runden
Werkstu¨cks und einer sich darum drehenden Schleifscheibe durch, die sich aufgrund von
Lagekopplung auf ellipsenfo¨rmigen Bahnen bewegt.
Dietrich bescha¨ftigt sich als einer von wenigen mit dem Lagekopplungs-Effekt, der in sei-
nem Modell in Form unterschiedlicher Steifigkeiten in beiden Freiheitsgraden explizit auf-
taucht, vgl. Tlusty und Ismail (1981) sowie Chen (1990). Er kann zeigen, dass Lage-
kopplung unabha¨ngig von Regenerativ-Effekten zu einer Destabilisierung des Systems fu¨hren
kann. Regenerative Effekte ordnet er als sekunda¨r ein, da diese immer eine Anfangswelligkeit
beno¨tigen, welche wiederum aufgrund einer Lagekopplung entstehen kann. Zur experimen-
tellen Verifikation seiner Annahmen baut er aufwendige mitrotierende Messsysteme auf, die
die Beschleunigung von Werkstu¨ck und Schleifscheibe sowie die Schleifkraft in drei Ebenen
messen, vgl. Inasaki (1999). Anhand der Messdaten untermauert Dietrich, dass die
tangentialen Komponenten der Prozessgro¨ßen bei einer Betrachtung des Systems nicht zu
vernachla¨ssigen sind.
Die Nachgiebigkeiten Hij(jω) mit i, j = y, z in seinem Modell werden per Modalanalyse aus
gemessenen Frequenzga¨ngen extrahiert. Dietrich beschreibt in seiner Arbeit detailliert, wie
die experimentell in der Regel absolut bestimmten Frequenzga¨nge fu¨r Kraft und Auslenkung
in die beno¨tigen relativen Gro¨ßen u¨berfu¨hrt werden ko¨nnen, um die modalen Parameter zu
extrahieren.
Wie auch Schiefer (1980) stellt Dietrich fest, dass eine numerische Diskretisierung der
Oberfla¨che erforderlich ist, um den Oberfla¨chenabtrag fu¨r beliebige Relativbewegungen zu
beschreiben. Wa¨hrend Schiefer die Kontaktla¨nge als die der Kraft proportionale Gro¨ße
annimmt, verwendet Dietrich das bezogene Zeitspanvolumen Q′w. Laut Dietrich besteht
die Gefahr selbsterregter Schwingungen hauptsa¨chlich dann, wenn große A¨nderungen von
Q′w mo¨glich sind. Dieses ist sowohl bei sehr geringem Vorschub und geringen Zeitspanvolu-
mina der Fall, als auch bei mittleren und großen Q′w, wenn die Schleifscheibe aufgrund von
Unterschnittbildung außer Eingriff gera¨t, d. h. kurzzeitig Q′w = 0 gilt.
Kuhfuß (1984), Foth (1989) und Chen (1990) untersuchen, in welcher Form sich
Schwingungen im Prozess auf der Oberfla¨che des Werkstu¨cks abbilden.
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Kuhfuß beschreibt den Schleifvorgang durch stochastische Prozesse. Er definiert ein
Profilu¨bertragungsverhalten, das er im Frequenzbereich durch ein lineares Ersatzsystem
G0(jω) = rw(jω)/FSy(jω) angibt. Nichtlineare Einflu¨sse, der Einfluss der tangentialen
Schleifkraft FSz sowie die Verlagerung des Werkstu¨cks infolge FSz fasstKuhfuss in einem un-
bekannten Verzerrungsanteil V(jω) zusammen, der mit FSy(jω) nicht korreliert ist, Bild 2.11.
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Bild 2.11: Ersatzschaltbild fu¨r das Profilu¨bertragungsverhalten nach Kuhfuß (1984)
Kuhfuß’ Modell erlaubt auf Basis einer Schleifkraftmessung wa¨hrend der Bearbeitung Aus-
sagen u¨ber die spektrale Zusammensetzung des Werkstu¨ckprofils. Bei der experimentellen
Bestimmung des Profilu¨bertragungsverhaltens stellt Kuhfuß fest, dass der Werkstu¨cko-
berfla¨che ein ausgepra¨gter Tiefpasscharakter zugeordnet werden kann. Das Werkstu¨ckprofil
wird von extern eingeleiteten Sto¨rungen erst beeinflusst, wenn diese deutlich u¨berho¨hte Am-
plituden erreichen und auf Ratterfrequenzen treffen. Kuhfuß berichtet, dass eine Kraftan-
regung des Systems mit Weißem Rauschen bei hoher Leistungsdichte zwar zu Ratterpeaks
im Kraftsignal fu¨hrte, jedoch nicht zu Rattermarken auf der Oberfla¨che.
Die Aussagen von Snoeys und Brown (1969) bezu¨glich der Abbruchfrequenz werden von
Kuhfuß somit besta¨tigt. Die von Schiefer angenommene Unterschnittbildung kann da-
nach hingegen in der Praxis nur ho¨chst selten auftreten, da in der Regel eine multi- und nicht
monofrequente Anregung vorliegt, die die Ausbildung von Facetten auf der Werkstu¨ckober-
fla¨che aufgrund von Unterschnitt verhindert.
Foth (1989) erweitert das Modell von Kuhfuß (1984) um einen expliziten Nachgiebig-
keitsfrequenzgang sowie um einen Block, der die geometrischen Eingriffsverha¨ltnisse anhand
einer diskretisierten Werkstu¨ckoberfla¨che betrachtet. Foth geht jedoch wiederum nur von
sinusfo¨rmigen Relativverlagerungen aus und ignoriert Welligkeiten auf der Schleifscheibe.
Chen (1990) verwendet ein ARMAX-Modell um Kuhfuß’ Profilu¨bertragungsverhalten
des Schleifprozesses nachzubilden.
Biera (1997) verwendet Matlab/Simulink , um den Schleifprozess im Zeitbereich zu mo-
dellieren. Er baut auf dem Basismodell von Snoeys und Brown (1969) auf, s. a. Vinolas
et al. (1997), und erweitert dieses in Simulink um Blockschaltbilder zur Behandlung von
Materialabtrag, Unterschnittbildung und Einzelkorneingriffen.
Abschließend sei auf die Arbeiten von Zitt (1998) und David (1997) verwiesen. De-
ren komplexe Modelle demonstrieren, welche Mo¨glichkeiten moderne Rechentechnik fu¨r die
Modellierung des Schleifprozesses bietet.
David (1997) untersucht die Kinematik und Dynamik des Flachschleifens. Zitt
(1998) fu¨hrt kinematisch, thermomechanische Simulationen von Hochleistungsschleifprozes-
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sen durch. Beide verfu¨gen u¨ber Gesamtmodelle, die jeweils aus mehreren FE-Teilmodellen
bestehen. Kern von Davids Arbeit ist ein analytisch-empirisches Kontaktmodell, das in Ab-
schnitt 2.3 na¨her beschrieben ist. Zitt erweitert dieses Modell sowohl um Beschreibungen
der Makrogeometrie von Schleifscheibe und Werkstu¨ck, als auch um deren Mikrogeometrie
bis zu einer Auflo¨sung, die Einzelko¨rner und Einzelkornverschleiß sowie auf dem Werkstu¨ck
Oberfla¨chenrauheiten abbilden kann, vgl. Inasaki (1996). Ein Schwerpunkt der Arbeit
von Zitt ist diesbezu¨glich die systematische Beschreibung von Schleifko¨rnern und deren
Verschleißformen in hochauflo¨senden FE-Modellen. Zur Berechnung der Verformungen von
Schleifscheibe, Spindel und Werkstu¨ck verwendet Zitt grober diskretisierte Modelle.
2.2.3 Kompensation von Ratterschwingungen
Wiederum waren es Snoeys und Brown (1969), die fru¨hzeitig die Stabilisierung des
Schleifprozesses diskutierten. Im Mittelpunkt ihrer U¨berlegungen steht dabei nicht das theo-
retische Problem, sondern welche Maßnahmen getroffen werden ko¨nnen, um das unweiger-
liche Auftreten von Instabilita¨ten in der Praxis mo¨glichst lange hinauszuzo¨gern. Snoeys
und Brown schlagen die folgenden Verfahren vor, die z. T. bereits von Forschern umgesetzt
wurden:
 Die gezielteVariation der Werkstu¨ck- und Werkzeugdrehzahl gilt heute gemein-
hin als ratterreduzierend. Praktisch genutzt wird dieser Ansatz von Foth (1989),
sowie von Hoshi et al. (1986), Inasaki und Okumura (1985), Bartalucci
et al. (1970) und Cuntze (1966).
 Der positive Effekt einer gezielten externen Schwingungsanregung wurde von
Colwell (1956) sowie von Cuntze (1966) gezeigt.
 Aktive Da¨mpfer werden von Gosebruch (1990), Kotamaeki (1996) und Mi-
chels (1999) beim Außenrundschleifen eingesetzt sowie von Kong et al. (1985)
beim Innenrundschleifen.
 Die Variation der U¨bertragungsfunktion der Maschinenstruktur kann passiv wie
bei Tellbu¨scher (1986) erfolgen oder aktiv, wie von Michels (1999) erfolgreich
durchgefu¨hrt.
Passive Systeme
Tellbu¨scher (1986) beschreibt in seiner Arbeit passive Zusatzmasse-Da¨mpfer, die nach
dem Tilger-Prinzip arbeiten. Mittels dieser Systeme, die an einer Zentrierspitze montiert
sind oder aufwendig im Werkstu¨cktra¨ger angebracht werden, gelingt es ihm, die Hauptnach-
giebigkeit des Schleifsystems deutlich zu reduzieren.
Ein passiver Da¨mpfer kann allerdings nur wirkungsvoll eingesetzt werden, wenn er optimal
auf eine bekannte Hauptnachgiebigkeit abgestimmt wird. An Flach- und Innenrundschleif-
maschinen lassen sich Tilger sinnvoll einsetzen, vgl. David (1997), da die Hauptnachgie-
bigkeit dort in der Regel durch die auskragende Schleifspindel bestimmt wird und bei unter-
schiedlichen Werkstu¨cken nur gering variiert. Beim Außenrundschleifen sind passive Tilger
nach praktischen Gesichtspunkten nicht sinnvoll, da hier in der Regel die Werkstu¨ckeigen-
frequenz die Hauptresonanz des Systems bestimmt. Da diese stark variieren kann, kann sie
kaum von der geringen Bandbreite eines Tilgers abgedeckt werden.
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Eine Mo¨glichkeit zur effektiven passiven Unterdru¨ckung von Rattern bietet eine von Sexton
et al. (1981) entwickelte CBN-Schleifscheibe, vgl. Lo¨ns (1983). Deren a¨ußerer Schleifbe-
lag ist als du¨nner, quasi elastischer Ring ausgefu¨hrt, der auf einer speziellen, du¨nnen Schicht
Neopren gelagert ist. Da der Ring unter Belastungen eher dazu neigt sich zu verformen als
zu verschleißen, kann sich keine Welligkeit ausbilden, die Ratterschwingungen treibt. Da der
Ring aufgrund seiner geringen Masse eine sehr hohe Eigenfrequenz besitzt, kann er selber
nicht fu¨r Ratterschwingungen im kritischen Frequenzbereich verantwortlich sein.
Polacek und Vanek (1973) verwenden eine Zentrierspitze mit Rechteckquerschnitt.
Durch Drehung dieser la¨sst sich eine Variation der Hauptresonanzfrequenz des Schleifsystems
von u¨ber 30% erzielen. Inasaki und Okumura (1985) stellen bei a¨hnlichen Untersuchun-
gen wie Polacek und Vanek fest, dass sich diese Mo¨glichkeit der gezielten Verstimmung
des Systems zur Stabilisierung des Prozesses nutzen la¨sst, was sich u. a. durch Folkerts
(1993) Grenzphasenkurve erkla¨ren la¨sst, s. Gl. (2.4).
Aktive Systeme
Neben der passiven Stabilisierung des Prozesses bescha¨ftigen sich auch wenige oben bereits
genannte Arbeiten mit der aktiven Beeinflussung des Schleifprozesses.
Bereits 1956 sto¨rt Colwell den Flachschleifprozess durch erzwungene Schwingungen im
Ultraschallbereich und stellt fest, dass dadurch die Schleifkra¨fte sinken und die Oberfla¨chen-
qualita¨t steigt.
Cuntze (1966) verwendet einen Wechselkrafterreger um Ratterschwingungen zu kompen-
sieren. Beim Außenrundschleifen steht dieser mit dem Werkstu¨ck u¨ber zwei Fu¨hrungsrollen
im Kontakt. Das Werkstu¨ck wird mit einer Schwingung in der Ratterfrequenz des Systems
beaufschlagt, die hinsichtlich Amplitude und Phase manuell an die vorliegende Schwingung
angepasst wird, bis diese ausgelo¨scht wird, wie Cuntze anhand von Messungen demons-
triert. Beim Flachschleifen la¨sst Cuntze den Erreger auf den Schleifspindelkopf wirken.
Eine Sto¨rung des ratternden Systems in Form einer zusa¨tzlichen erzwungenen Schwingung
mit einer willku¨rlich gewa¨hlten Frequenz fu¨hrt zu einer Systemantwort in dieser Frequenz
und dabei gleichzeitig zu einer Auslo¨schung der Ratterschwingung.
Um Rattern u¨ber die Variation der Schleifscheibendrehzahl zu unterdru¨cken, muss diese
in einem großen Drehzahlbereich vera¨ndert werden ko¨nnen, wie es schon Cuntze (1966)
vorschla¨gt und Aerens spa¨ter ausfu¨hrt. Wie Peters (1984) berichtet, variiert Aerens
die Schleifscheibendrehzahl sprunghaft um ± 40%, sobald Ratterschwingungen einer gewis-
sen Amplitude vorliegen. Die Anregung des Systems durch die bis dahin auf der Scheibe
entstandenen Wellen wird bei einem großen Drehzahlsprung in einen anderen dynamisch
steifen Frequenzbereich verschoben. Die alten Welligkeiten stimmen nicht mehr mit der
Eigenfrequenz des dynamischen Systems u¨berein und bauen sich schnell ab, wa¨hrend das
System wieder zu seinen Eigenschwingungen u¨bergeht und neue Welligkeiten aufgebaut wer-
den. Geringere Drehzahla¨nderungen zwischen 2,5 und 15 % erho¨hen ebenfalls die ratterfreie
Schleifzeit, fu¨hren aber nicht zu einer vollsta¨ndigen Reduktion der Ratteramplitude, Hoshi
et al. (1986).
Inasaki und Okumura (1985) und Foth (1989) variieren die Werkstu¨ckgeschwindig-
keit. Inasaki und Okumura verwenden eine sinusfo¨rmige Modulation gema¨ß vw(t) =
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500min−1+ 50min−1 sin(pi/3 s · t). Ihnen gelingt es so, auftretende Ratterschwingungen zu
kompensieren, ohne dass dadurch die Oberfla¨chenqualita¨t beeinflusst wurde. Foth entwirft
eine interessante Regelung auf der Basis eines Schwingungs- und Welligkeitssensor fu¨r das
Werkstu¨ck: Entha¨lt das Oberfla¨chenprofil im Prozess messbare periodische Anteile, wird die
Werkstu¨ckdrehzahl derart modifiziert, dass sich eine optimale Phasenverschiebung zwischen
Relativschwingung und Welligkeit einstellt und beides abklingt.
Kato et al. (1985) regeln harmonische Rundheitsfehler der Werkstu¨ckoberfla¨che aktiv
aus. Sie verwenden einen externen Schrittmotor, der das Handrad ihrer Schleifmaschine
u¨ber einen Zahnriemen antreibt. Bei einer Werkstu¨ckdrehzahl von 0, 5s−1 ko¨nnen sie mit
ihrem Antrieb Rundheitsfehler von 0, 6 µm phasenrichtig kompensieren.
Kong et al. (1985), Gosebruch (1990), Kotamaeki (1996) und Michels (1999)
kompensieren Ratterschwingungen mit aktiven Zusatzsystemen. Da sich die hohe Ratterdy-
namik mit der Standard-Aktorik einer Schleifmaschine, d. h. mit der lagegeregelten Vorschub-
achse eines konventionellen Quervorschubs, nicht kompensieren la¨sst, vgl. Fuchs (1994),
werden beim Außenrundschleifen Piezotranslatoren eingesetzt, mit deren Hilfe die System-
nachgiebigkeit in rattergefa¨hrdeten Frequenzabschnitten positiv beeinflusst wird, so dass
Schwingungen nicht mehr auftreten ko¨nnen. Die verwendeten Aktorsysteme sind entweder
in die Zentrierspitzen integriert, Gosebruch (1990) und Michels (1999), oder bewegen
den Schleifspindelstock , Kotamaeki (1996) und Michels (1999). Sie beno¨tigen ho-
he Leistungsreserven, um Schwingungen im Ratterfrequenzband wirkungsvoll beka¨mpfen zu
ko¨nnen.
Kong et al. (1985) verwenden einen magnetischen Aktor, der an ihrer Innenschleifspindel
angreift. Beim Innenrundschleifen stellt die Schleifscheibe auf der schlanken Spindel in der
Regel das flexibelste Teil der Prozesskette dar, dessen dynamisches Verhalten sich durch ein
System zweiter Ordnung anna¨hern la¨sst. Auf Basis eines optimalen Zustandsreglers, der
die Auslenkung der Spindel und die Stellgro¨ße Magnetstrom minimiert, gelingt es Kong
et. al. , die Schwingungen der Spindel in einem Frequenzbereich von 0− 300Hz um 50%
zu reduzieren.
Gosebruch (1990) baut Piezostellglieder auf, die er in die Zentrierspitzen seiner Außen-
rundschleifmaschine integriert. Auf Basis einer Zustandsregelung mit Kalman-Filter er-
mo¨glichen diese Aktoren die aktive Vera¨nderung der Maschinennachgiebigkeit, so dass die
Stabilita¨tsreserve in kritischen Frequenzbereichen erho¨ht werden kann. Kotamaeki (1996)
schleift lange, dicke Druckwalzen. Bei diesem Prozess bestimmt die Nachgiebigkeit des
Schleifspindelkopfes das Systemverhalten. Er verwendet daher zwei Piezo-Stellglieder am
Schleifspindelkopf, die diesen in Unterstu¨tzung des Quervorschubs kippen ko¨nnen. Basis der
Regelung dieser Zusatzaktoren ist ein ARMAX-Modell mit dem Kotamaeki die aktuelle
Stellgro¨ße in Abha¨ngigkeit der Werkstu¨ckauslenkung und der Spandicke bestimmt.
Michels (1999) setzt sowohl Piezo-Stellglieder am Schleifspindelkopf als auch in den Zen-
trierspitzen ein.Solange die Maschinenortskurve bekannt ist, verwendet er eine Strategie auf
Basis der von Folkerts (1993) beschriebenen Grenzphasenkurve.Er verstimmt das System
aktiv derart, dass rattergefa¨hrdete Bereiche durch eine Anhebung der Phasenkurve beseitigt
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werden. Das U¨bertragungsverhalten des Gesamtsystems GgesM ergibt sich aus Maschinennach-
giebigkeit GM(jω) und dem Ru¨ckfu¨hrzweig HRu¨ck mit der durch die Aktoren eingeleiteten
Zusatzkraft FP,
GgesM =
GM(jω)
1± HRu¨ck · GM(jω)
=
x∗
FSy
. (2.5)
Fu¨r die Ru¨ckfu¨hrung HRu¨ck verwendet Michels ein Bandpassfilter 4.Ordnung, dessen Pa-
rameter fu¨r die jeweilige Maschinenortskurve optimiert werden mu¨ssen.
Michels testet außerdem eine adaptive Ru¨ckfu¨hrung, die ohne Kenntnis von GM(jω) aus-
kommt. Beim Auftreten von Rattern bestimmt er die Frequenz und Phasenlage der vor-
handenen Schwingung und bringt Stellkra¨fte u¨ber ein adaptiertes Bandpassfilter derart auf,
dass der Frequenzgang der Maschine an der Ratterfrequenz positiv vera¨ndert wird. Werk-
stu¨ckseitiges Rattern kann Michels mit seinen Aktoren durch eine Sto¨rwellenaufschaltung,
a¨hnlich wie Cuntze (1966) sie beschreibt, kurzzeitig, aber nicht dauerhaft beseitigen.
Folkerts (1993) benutzt einen Unwucht-Krafterreger auf dem Schleifspindelkasten. Er
greift nicht aktiv in den Prozess ein, sondern studiert die Abha¨ngigkeit der Schnittstei-
figkeit von verschiedenen Prozessparametern und der Schwingfrequenz des Schleifsystems.
Folkerts Aktor ermo¨glicht es, wa¨hrend des Prozesses Schwingungen bis zu 250Hz aufzu-
bringen.
Varga (1970) untersucht den Einfluss einer Schleifscheibenunwucht auf die Formgenau-
igkeit und Oberfla¨chengu¨te des Werkstu¨cks. Fu¨r eine perfekt abgerichtete, aber unwuch-
tige Scheibe, die sich aufgrund anisotropischer Lagerung auf einer elliptischen Bahn um
den Scheibenmittelpunkt bewegt, zeigt er anhand der Hu¨llkurve der Bewegung analytisch,
dass die resultierende Werkstu¨ckoberfla¨che wellig wird. Bei ganzzahligen Geschwindigkeits-
verha¨ltnissen qn = nS/nw = N entstehen qn Welligkeiten auf dem Werkstu¨ck, wa¨hrend
gebrochene qn zu Unterschnittbildung und damit zu Facetten auf dem Umfang mit geringe-
ren Welligkeiten fu¨hren, vgl. Liao und Shiang (1989). Varga zeigt experimentell, dass
Torsionsschwingungen der Schleifspindel und -scheibe, die er u¨ber einen Schwingkreis im An-
triebsmotor erzeugt, verwendet werden ko¨nnen, um unwuchtbedingte Welligkeiten deutlich
zu reduzieren. Laut Varga fu¨hrt dieses Verfahren auch zu einer qualitativ hochwertigeren
Werkstu¨ckoberfla¨che.
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2.3 Modellkomponenten
Die existierenden Schleifprozessmodelle bestehen aus einer Reihe von Basiskomponenten, die
in Blockschaltbildform miteinander kombiniert werden ko¨nnen, wie im vorherigen Abschnitt
anhand der skizzierten Modelle bereits zu sehen war. Analog zu Bild 2.12 la¨sst sich das
Gesamtsystem Schleifprozess in die Blo¨cke Werkstu¨ck, Werkzeug, Maschine, Eingriffsver-
ha¨ltnisse und Schleifkra¨fte zerlegen. Ziel dieses Abschnitts ist es, einen U¨berblick u¨ber die
existierenden Ansa¨tze zur analytischen Formulierung der Teilsysteme und deren Verknu¨pfung
zu geben, soweit dieses nicht in den vorangegangenen Abschnitten im Zusammenhang mit
dem Basismodell von Snoeys und Brown (1969) oder mit anderen Modellen geschehen
ist.
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Bild 2.12: Komponenten eines Schleifprozessmodells
Die Dynamische Nachgiebigkeit G(jω) wird in nahezu allen Arbeiten aus experimentell
gemessenen Frequenzga¨ngen gewonnen. Die Modalparameter der zugeho¨rigen nachgebildeten
U¨bertragungsfunktion werden per Curve-Fitting-Verfahren extrahiert, die inzwischen zur
Standardausstattung moderner Signalanalyse-Werkzeuge geho¨ren, s. a. Ewins (2000).
Die Schleifscheibennachgiebigkeit GS(jω) wird in der Regel getrennt von der Nachgie-
bigkeit des restlichen Systems betrachtet. Sie kann in einem Frequenzbereich von 0 bis 2
kHz durch eine Kontaktsteifigkeit kS ausdru¨ckt werden, d. h. GS(jω) = 1/kS. Dieses bewei-
sen voneinander unabha¨ngige Messungen von Younis (1972), Klotz (1987), Folkerts
(1993) sowie David (1997).
David bestimmt die Kontaktnachgiebigkeit GS fu¨r den Eingriff beim Flachschleifen analy-
tisch auf Basis der Hertzschen Theorie. Unter der Annahme einer zylindrischen Kontakt-
zone berechnet er GS u¨ber die Summe der Kornsteifigkeiten KKorn von Einzelko¨rnern gema¨ß:
GS =
1
KKorn · Nkin · ` e f fC · bw
mit KKorn =
3 · |FS|
CS · bw · ` e f fC · ∆ySS
. (2.6)
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Dabei sind CS die Korndichte im Schleifbelag und NKin die Anzahl der kinematisch im
Eingriff befindlichen Schneiden pro Oberfla¨cheneinheit nach Yegenoglu (1986). Die ef-
fektive Kontaktla¨nge `
e f f
C berechnet er nach den Gleichungen von Rowe et al. (1993),
s. Gl. (2.15)f.. Die maximale lokale Verformung in der Kontaktzone ∆ySS bestimmt David
nach Hertz bzw. Brown et al. (1971).
Unter dem Begriff Maschinennachgiebigkeit GM(jω) werden im Allgemeinen die rest-
lichen Nachgiebigkeiten zusammengefasst. Obwohl es bekannt ist, dass das Werkstu¨ck in
Kombination mit dem Reitstock die weichste Komponente einer Schleifmaschine darstellt,
wird bisher nur von Chen (1990) undMichels (1999) explizit zwischen einer Werkstu¨ck-
nachgiebigkeit Gw(jω) = GM(jω)I und einer Maschinennachgiebigkeit GM(jω) = GM(jω)I I
unterschieden. Messungen von Michels, der Gw(jω) und GM(jω) unabha¨ngig voneinan-
der ermittelt, zeigen deutlich, dass GM(jω) eine Gro¨ßenordnung unter Gw(jω) liegt. Seine
Frequenzga¨nge unterschiedlicher Werkstu¨cke besta¨tigen ferner, dass die Gesamtnachgiebig-
keit hauptsa¨chlich durch das Werkstu¨ck festgelegt wird, wie auch durch Fu et al. (1994),
Klotz (1987) und Polacek und Vanek (1973) sowie von Snoeys und Brown (1969)
festgestellt wurde und durch eigene Messungen besta¨tigt werden kann, s. Kapitel 6.
Fu¨r den Schleifscheibenverschleiß GV(jω) gibt es keine einheitliche Betrachtungsweise.
Snoeys und Brown (1969) setzen ein lineares frequenzunabha¨ngiges Verschleißverhalten
proportional zur Schleifkraft voraus. Younis (1972) untermauert diese Annahme durch
experimentelle Ergebnisse. Klotz (1987) geht davon aus, dass der Verschleiß frequenzab-
ha¨ngig ist. Klotz betrachtet GV(jω) wie eine Nachgiebigkeit, die er zusammen mit den
Nachgiebigkeiten von Schleifscheibenmaterial und Schleifmaschine zu einer Gesamtnachgie-
bigkeit Gges(jω) = GS(jω) + GV(jω) + GM(jω) zusammenfasst. Alldieck (1994) ver-
wendet ein empirisches Verschleißmodell auf Regressionsbasis. To¨nshoff (1995) gibt die
mittlere Radiusverschleißgeschwindigkeit r˙S in Abha¨ngigkeit des Schleifverha¨ltnisses G ge-
ma¨ß Gl. (2.7) an. Zitt (1998) behandelt den Verschleiß numerisch auf Kornebene.
r˙S =
1
G
ae · vw
pi dS
mit G =
Vw
VS
. (2.7)
Die Beschreibung der Eingriffsverha¨ltnisse zwischen Schleifscheibe und Werkstu¨ck sowie
die daraus resultierenden Annahmen zur Berechnung der Schleifkraft variieren stark zwi-
schen den einzelnen Autoren.
 Snoeys und Brown (1969) nehmen die Schleifkraft proportional zur Relativbewe-
gung zwischen Werkstu¨ck und Werkzeug an, Tab. 2.3.
 Schiefer (1980) ermittelt die Schleifkraft in Abha¨ngigkeit der Kontaktla¨nge des
Eingriffsbogen FSy = kC · `C.
 Dietrich (1985) berechnet die Schleifkraft zuna¨chst ebenfalls linear aus der Kon-
taktla¨nge. Spa¨ter setzt er mit F ′S = kC · Q′w eine Proportionalita¨t zum bezogenen
Zeitspanvolumen voraus, wie sie auch Klotz (1987) und Alldieck (1994) verwen-
den.
 Inasaki et al. (2001) gehen ebenfalls von einer Proportionalita¨t zwischen Kraft und
Zeitspanvolumen aus. Er gibt ein Schleifkraftmodell in Abha¨ngigkeit zweier Parameter
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λ und ε an, das neben einer Kontaktsteifigkeit kC, die er mit der effektiven Zustellung
ae multipliziert, auch eine Da¨mpfung dC proportional zur Relativgeschwindigkeit y˙C
der Kontaktpartner beru¨cksichtigt, Gl. (2.8).
FSy(t) = kC · ae(t) + dC · y˙C(t)
= λεbw
(
a
q
)ε−1
·
[
ae(t)
q
+
√
a · deq · y˙C(t)vS
]
(2.8)
Das theoretische Zeitspanvolumen Q′w la¨sst sich gema¨ß den Formeln aus der Standard-
Literatur bestimmen, To¨nshoff (1995) oder Studer-AG (2000)
Q′ rund/querw = pidw · v f und Q′ f lachw = aevw = heq · vS (2.9)
Die dynamische Komponente des Zeitspanvolumens, die sich bei der Bearbeitung realer,
rauer und multifrequent welliger Oberfla¨chen ergibt, la¨sst sich nur numerisch bestimmen.
Aus Gl. (2.9) ergibt sich heq = ae/q als theoretische a¨quivalente Spanungsdicke. Die mitt-
lere Spanungsdicke hmed berechnet To¨nshoff als Funktion der geometrischen Kontaktla¨nge
und in Abha¨ngigkeit der Schneidenzahl pro Fla¨che NA sowie eines Formfaktors λ, der die
aktive Kornfla¨che bewertet, Gl. (2.10). Die maximale Korneindringtiefe zmax ergibt sich
nach Integration der Einzelkornquerschnitte u¨ber dem Eingriffsbogen.
hmed =
√
1
q · NA · λ · 4
√
ae
deq
und zmax = 3
√
24
q · c0 · c1 ·
6
√
ae
dS
(2.10)
Die Koeffizienten c0 und c1 beschreiben die Kornform und -verteilung.
Chen und Rowe (1996a,b), Chen et al. (1996), Lee et al. (1997) und Zitt (1998)
modellieren Effekte auf Kornebene numerisch. Sie suchen in jedem Simulationsschritt auf
dem Schleifscheibensegment, das sich aktuell im Eingriff befindet, alle aktiven Schleifko¨rner,
die Werkstu¨ckmaterial zerspanen. In Anlehnung an Malkin (1989) geben Lee et al. die
Kra¨fte am einzelnen Korn in Abha¨ngigkeit vom effektiven Querschnitt AC des entstehenden
Spans sowie von der Kontaktfla¨che AS zwischen Korn und Werkstu¨ckoberfla¨che an:
FSy = λ · σ AC + τ AS und FSz = σ AC + µ · τ AS (2.11)
Zur Berechnung der Fla¨chen AS und AC, der Druckfließspannung σ, der Scherspannung τ,
des Formfaktors λ und des Reibwertes µ ziehen Lee sowie Malkin empirische Gleichungen
heran.
Zitt bestimmt die tangentiale Schleifkraft FSz in seinem 3D-Modell u¨ber alle Ko¨rner im
Eingriff aus dem Produkt von aktiver projizierter Schnittfla¨che des Einzelkorns AiC und
einer Schnittsteifigkeit kF, Gl. (2.12). Die Fla¨chen des Korneingriffs AiC,2D ermittelt Zitt
durch kinematische U¨berlagerung der Werkstu¨ck- und Werkzeugkonturen im FE-Modell.
Die Normalkraft FSy ergibt sich nach Division durch einen prozessabha¨ngigen konstanten
Reibwert µ.
FSz(t) =
NC(t)
∑
i=1
AiC,2D · kC und FSy(t) = FSz(t) ·
1
µ
(2.12)
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Sofern die Kontaktkinematik nicht numerisch oder auf Kornebene untersucht wird, ist die
Kontaktla¨nge neben der Spandicke die zentrale Gro¨ße eines dynamischen Schleifprozess-
modells, da sie eng mit dem Zeitspanvolumen verknu¨pft ist.
Fu¨r quasi-statische Betrachtungen, wie bei der Auslegung einer
”
langsamen“ Vorschubrege-
lung, genu¨gt i. Allg. die geometrisch u¨ber die Sehne des Eingriffbogens ausgedru¨ckte kinema-
tische Kontaktla¨nge ` kinC , s. Fuchs (1992), Janik (1993) oder Chiu und Malkin (1993),
die bei normalen Geschwindigkeitsverha¨ltnissen q  1 durch die geometrische Kontaktla¨nge,
Gl. (2.2), angena¨hert werden kann, To¨nshoff (1995),
` kinC = `
geom
C (1+
1
q
) (2.13)
Fu¨r die Untersuchung dynamischer Pha¨nomene wie Rattern wird eine mo¨glichst ex-
akte Na¨herungslo¨sung fu¨r die Kontaktla¨nge beno¨tigt, denn bereits kleine Schwan-
kungen von `C und somit von Q′w ko¨nnen das untersuchte System zu Schwingun-
gen anregen. Sobald reale Oberfla¨chen mit beliebigen Welligkeiten untersucht wer-
den, ist eine analytisch exakte Lo¨sung mit vertretbarem Aufwand nicht mehr mo¨glich.
E0
E1
z ae = a+y
as (t)M
rS
M
FC
y
yC
0
zC
K0
C
rK
A
K1
vw
dyn
Q
u
e
ll
e
:
n
a
c
h
(1
9
8
5
)
D
IE
T
R
IC
H
Bild 2.13: Kontaktla¨nge nach Dietrich
Schiefer (1980) unterscheidet zwischen ei-
ner Inneren Kontaktla¨ngena¨nderung, die sich
beim Zerspanen einer ideal glatten Oberfla¨-
che ergibt, und einer A¨ußeren Kontaktla¨n-
gena¨nderung, die entsteht, wenn eine be-
reits vorhandene Oberfla¨chenwelligkeit auf
dem Werkstu¨ck u¨berschliffen wird. Er un-
tersucht aber nur monofrequente harmoni-
sche Schwingungen. Dietrich (1985), der
zwei Freiheitsgrade der Schleifscheibe beru¨ck-
sichtigt, erlaubt beliebige Relativbewegungen
des Scheibenmittelpunktes M, der sich auf
der Bahn SM(t) bewegt, wie in Bild 2.13 ge-
zeigt. Die dynamische Kontaktla¨nge `
dyn
C =
E1K1 = E1A− K1A besteht aus einem stati-
schen Anteil ` statC , der von der Relativverlagerung yC der Schleifscheibe abha¨ngig ist, sowie
einem dynamischen Anteil `
dyn
C , der von den Relativgeschwindigkeiten y˙C und z˙C abha¨ngt.
Der dynamische Anteil der Kontaktla¨nge wird durch den sogenannten Konturerzeugungs-
punkt Pk definiert, der auf dem Schnittpunkt zwischen dem Normalenvektor an die Mittel-
punktsbahn der Schleifscheibe rK und der Werkstu¨ckoberfla¨che liegt.
Dietrich kann anhand von Gl. (2.14) somit zeigen, dass Kontaktla¨nge, Zeitspanvolumen
und Schnittkraft, nicht nur von der aktuellen Schnitttiefe ae(t) = a+ yC(t) und der Schnitt-
tiefena¨nderung a˙e(t) = y˙C(t), sondern auch von der Relativgeschwindigkeit aus Translation
der Schleifscheibe und Rotation des Werkstu¨cks vrel = z˙C(t) + vw abha¨ngen.
`C(t) = req ·
[
arccos
(
1− a+ yC(t)
req
)
+ arctan
(
y˙C(t)
z˙C(t) + vw
)]
. (2.14)
Wie auch die Kontaktla¨nge, die Schiefer angibt, hat Gl. (2.14) nur fu¨r niedrige Schwin-
gungsfrequenzen Gu¨ltigkeit, solange sich die Schwingung der Schleifscheibe voll auf der Werk-
stu¨ckoberfla¨che abbilden kann und kein Unterschnitt auftritt.
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Die Hertzschen Gleichungen stellen eine weitere Mo¨glichkeit dar, eine Na¨herungslo¨sung der
Kontaktla¨nge zu berechnen. Rowe et al. (1993) unterscheiden zwischen geometrischem,
elastischem und mikroskopischem Kontakt, Bild 2.14. Aus der U¨berlagerung dieser drei
Kontaktfa¨lle, ergibt sich die effektive Kontaktla¨nge `
e f f
C als
(` e f fC )
2 = (`C(F′Sy) ∗ Rr)2 + (` geomC )2 . (2.15)
Die geometrische Kontaktla¨nge `
geom
C berechnet sich nach Gl. (2.2), die Kontaktla¨nge `C(F
′
Sy)
aufgrund elastischer Deformation ergibt sich auf der Grundlage der Arbeiten von Brown
et al. (1971) sowie Johnson (1985) aus Gl. (2.16):
`C(F′Sy) =
√
8 · FSy
bw
· (KS + Kw) · dS
mit KS =
1− ν2S
pi · ES
, Kw =
1− ν2w
pi · Ew
(2.16)
Den Rauheitsbeiwert Rr wa¨hlen Rowe et al. zwischen 1 und 5. Wie in Bild 2.14 (c) zu se-
hen ist, beru¨cksichtigt dieser die breitere Kontaktzone rauer Oberfla¨chen im Vergleich mit den
ideal glatten Hertzschen Oberfla¨chen. Die Normalkraft verteilt sich im Falle einer scharfen
Scheibe auf wenige Kornspitzen, und die tatsa¨chliche Kontaktla¨nge ha¨ngt entscheidend da-
von ab, ob diese Kornspitzen am Anfang und Ende oder nur in der Mitte des Kontaktbogens
vorhanden sind.
Da es sich außerdem um den Kontakt zwischen schnell rotierenden Ko¨rpern handelt, kann die
Druckverteilung generell durch die Hertzsche Pressung nicht hinreichend genau beschrieben
werden, denn der maximale Druck tritt nicht in der Mitte des Kontaktbereichs auf, sondern
verschoben zum Anfang des Kontaktbogens, wie Brommundt (1998) im Zusammenhang
mit einem Verschleißmodell fu¨r Rad-Schiene-Kontaktprobleme feststellt, das sich nahezu 1:1
auf die Verha¨ltnisse beim Flachschleifen u¨bertragen ließe.
Die makroskopische Eingriffsla¨nge verliert bei einer intensiven Betrachtung der mikroskopi-
schen Vorga¨nge an Bedeutung, da das Zeitspanvolumen entscheidend von der aktiven Schnei-
denzahl, der U¨berdeckung von Schneiden und der Scha¨rfe der Ko¨rner bestimmt wird, wie
die Arbeiten zur Kinematik des Korneingriffs von Kassen (1969), Werner (1971) und
Fru¨hling (1976) zeigen. Die Modelle der Fertigungstechnik, s. Paul (1994), demonstrie-
ren ferner, dass auch der Einfluss der Ku¨hlschmierung von Bedeutung ist.
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Quelle: nach (1993)ROWE ET AL.
Bild 2.14: Kontaktfa¨lle zwischen Werkstu¨ck und Schleifscheibe
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Zhang et al. (1993) liefern eine Zusammenstellung weiterer Kontaktmodelle, die zum Teil
empirischen Ursprungs sind oder ebenfalls auf Hertzschen Grundgleichungen aufsetzen.
Der Elastizita¨tsmodul ES gelochter Schleifscheiben la¨sst sich nach dem Grindo-Sonic-
Verfahren von Peters et al. (1968) auf Basis einer Eigenfrequenzanalyse scha¨tzen, To¨ns-
hoff (1995).
Brown et al. (1971) geben fu¨r Korund-Schleifko¨rner ein EAl2O3 = 413 kN/mm
2 und fu¨r
die gesamte Schleifscheibe ein ES = 45, 8 kN/mm
2 an. Rowe et al. (1993) verwenden
ES = 49, 6 kN/mm
2. Folkerts (1993) rechnet mit ES = 50 kN/mm
2. Die Kontaktla¨nge
von Rowe et al., die von der geometrischen Kontaktla¨nge um bis zu Faktor 3,9 abweicht,
stimmt mit Messungen vonVerkerk (1975) gut u¨berein. Die vonGu und Wager (1988,
1990) gemessenen Kontaktla¨ngen lassen sich in guter Na¨herung durch die 2- bis 2,5-fache
geometrische Kontaktla¨nge anna¨hern.
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Bild 2.15: Kontaktla¨ngenmessung nach Gu und Wager (1988) und Verkerk (1975)
Die experimentelle Messung der Kontaktla¨nge erfolgt bei Gu und Wager oder Verkerk
nach einem Verfahren von Peklenik (1957), indem ein du¨nner isolierter Platindraht radial
in ein Werkstu¨ck eingebracht wird. Wird das Werkstu¨ck zerspant, bildet sich zwischen
dem kreisfo¨rmigen Austritt des Platindrahtes und der umgebenden Werkstu¨ckoberfla¨che ein
Thermo-Element aus, da die Schleifko¨rner Platin mit dem u¨brigen Werkstoff verschmieren.
Auf diese Weise la¨sst sich nicht nur die Kontaktla¨nge, d. h. die Zeit, in der Platin zerspant
wird, relativ exakt bestimmen. Im Signal der Spannung Uϑ, die am Thermoelement abfa¨llt,
ist die Anzahl aktiver Ko¨rner zu erkennen, denn jedes Korn, das Platin zerspant, vera¨ndert
die Leitfa¨higkeit des Thermoelements messbar wie in Bild 2.15 zu sehen ist.
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3 Zielstellung und Aufbau dieser Arbeit
Im Rahmen dieser Arbeit wird die nichtlineare Dynamik eines konventionellen Schleifprozes-
ses analysiert. Auf Basis der Ergebnisse wird ein erweitertes Schleifprozessmodell aufgebaut,
mit dessen Hilfe Schwingungseffekte beim Schleifen untersucht werden ko¨nnen. Mechanische
Schwingungen der Kontaktpartner im Eingriff, Anregungsmechanismen fu¨r Schwingungen
sowie die Modellbildung des Materialabtrags stehen im Fokus der Analysen. Die Stabilita¨t
des Prozesses sowie technologische Gesichtspunkte werden nicht explizit hinterfragt. Bei
den durchgefu¨hrten experimentellen Untersuchungen wurden bewusst Maschinenparameter
gewa¨hlt, die die Ratterneigung des Systems erho¨hen.
Als vorrangige Zielstellungen ergeben sich im Einzelnen
 die Analyse des Bewegungsverhaltens des mechanischen Systems. Diese wird im Ge-
gensatz zur vielfach u¨blichen Darstellung von Schleifsignalen im Frequenzbereich auch
im Zeitbereich durchgefu¨hrt. Hieraus ergeben sich zahlreiche neue Einblicke in das
Systemverhalten.
 die Auswahl geeigneter Sensoren, um die mechanischen Schwingungen im Schleifpro-
zess direkt zu erfassen. Kapitel 4 bescha¨ftigt sich ausfu¨hrlich mit dem verwendeten
experimentellen Aufbau. Es kann gezeigt werden, dass viele der Standardsensoren
aufgrund systematisch nichtlinearen U¨bertragungsverhaltens nicht einsetzbar sind.
 die modellgestu¨tzte Analyse und Bewertung der aufgezeichneten Prozessdynamik. In
Kapitel 5 wird auf Basis der Messergebnisse ein neues Prinzipmodell entworfen. Dieses
ist in der Lage, das vorliegende Bewegungsverhalten zu erkla¨ren.
 der Vergleich von Nachgiebigkeitsmessungen am Schleifsystem im Betrieb und im Still-
stand. Das Kapitel 6 bescha¨ftigt sich mit der Analyse von Maschinenortskurven und
der Aufdeckung von Nichtlinearita¨ten sowie mit der Abscha¨tzung der Ratterfrequenz
vor Prozessbeginn.
 der Aufbau eines neuen erweiterten Prozessmodells im Zeitbereich zur Untersuchung
von Rattern und speziell den Mechanismen der Schwingungsanregung, s. Kapitel 7.
Die wesentlichen linearen und nichtlinearen Einflu¨sse auf das Systemverhalten, die wa¨h-
rend der durchgefu¨hrten Untersuchungen ermittelt wurden, sind zu beru¨cksichtigen.
 die Umsetzung der neuen Erkenntnisse in Strategien zur Rattererkennung. Kapitel 8
stellt zwei neu entwickelte Verfahren zur fru¨hzeitigen Detektion von Rattern vor, die
auf der Analyse von Schwingungen mittels Wavelets beruhen.
Im Rahmen einer Zusammenfassung werden in Kapitel 9 anhand den erzielten Ergebnis-
se Maßnahmen abgeleitet, die im praktischen Betrieb zu einer Erho¨hung der ratterfreien
Schleifzeit fu¨hren.
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Im Gegensatz zum Drehen oder Fra¨sen rotieren beim Außenrundschleifen beide Kontaktpart-
ner. Die messtechnische Erfassung von Zustandsgro¨ßen ist daher sehr aufwendig. Funkenflug
und der große Durchsatz an Ku¨hlschmiermittel erfordern den Einsatz von Sensoren mit hoher
Schutzklasse bzw. den geeigneten Schutz der Sensoren nahe der Zerspanzone.
Laut Byrne et al. (1995) bescha¨ftigen sich nur 3% aller Arbeiten zur Fertigungs- und
Werkzeugu¨berwachung mit dem Schleifprozess. Die bei Byrne et al., To¨nshoff und In-
asaki (2001) oder Karpuchewski (2001) genannten Sensoren zur Erfassung der System-
schwingungen sind hauptsa¨chlich Ko¨rperschall-(AE)-Aufnehmer, Schleifkraftsensoren und
Beschleunigungsaufnehmer.
In dieser Arbeit werden anstelle der bekannten Sensoren Wirbelstromwegaufnehmer einge-
setzt, die direkt neben dem Schleifkontakt die Werkstu¨ckauslenkung messen, s. Abschnitt
4.2.7. Anhand dieses linearen Referenzsignals wird in den Abschnitten 4.2.1ff. gezeigt, dass
Signale von AE-, Kraft- und Beschleunigungsaufnehmern den stark nichtlinearen Kontakt-
verha¨ltnissen unterliegen. Wa¨hrend die Kraftsensorik bedingt fu¨r Messungen im Prozess
geeignet ist und Ru¨ckschlu¨sse auf die Prozessdynamik erlaubt, sind Ko¨rperschall- und Be-
schleunigungsaufnehmer hierzu ungeeignet.
Die Abschnitte 4.3 ff. bescha¨ftigen sich mit Sensorik, Aktorik und Software, die bei Schwin-
gungsuntersuchungen im Schleifeingriff und im Stillstand der Schleifscheibe zum Einsatz kam.
Fu¨r die Anregung von Schwingungen wurde ein Stepped-Sinus-Korrelator mit diskreter Am-
plitudenregelung entwickelt, der sich speziell fu¨r die Analyse nichtlinearen Systemverhaltens
eignet. Erstmalig wurden Nachgiebigkeitsmessungen im Schleifbetrieb durchgefu¨hrt. Neben
Impulshammeranregung wurden hierzu innerhalb dieser Arbeit Magnetaktoren aufgebaut,
die beru¨hrungslos am Werkstu¨ck angreifen.
4.1 Schleifversuche
Zur Untersuchung von Ratterschwingungen wurden Schleifversuche auf einer Universalrund-
schleifmaschine der Firma Karstens durchgefu¨hrt, s. Bild 4.1. Um eine mo¨gliche Fremd-
erregung des Systems zu vermeiden, wurde die Schleifmaschine schwingungsisoliert und ge-
trennt von anderen Maschinen aufgestellt.
Die Karstens wurde mit einem automatischen Auswuchtkopf der Firma SBS nachgeru¨s-
tet, so dass die Unwucht der Schleifscheibe auf ein Minimum reduziert oder vorgegeben
werden kann. Der urspru¨ngliche hydraulische Vorschubantrieb wurde durch einen Maxon
EC-Gleichstrommotor mit hoch u¨bersetzendem Getriebe und einem spielfrei vorgespannten
Kugelgewindetrieb ersetzt.
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Bild 4.1: Schleifeingriff an der Karstens 16A
Eine Schwingungsanregung des
Schleifspindelkopfes durch diesen
Vorschubantrieb war messtechnisch
nicht nachzuweisen, ebensowenig
Stick-Slip Effekte in den Fu¨hrun-
gen, s. a. Bodnar und Schuette
(2000).
Geschliffen wurden durchgeha¨rtete
Proben aus Wa¨lzlagerstahl 100Cr6
mit einer Ha¨rte von 60 HRc und
den Abmessungen Ø80x10mm und
Ø80x18mm. Als Tra¨ger fu¨r diese
Scheiben wurden Wellen unterschied-
licher La¨ngen verwendet, wie in Bild 4.2 abgebildet. Die Wellen wurden zwischen festste-
henden Spitzen aufgespannt und u¨ber eine Mitnehmerwippe angetrieben, die fu¨r ein an-
na¨hernd symmetrisches Kra¨ftepaar als Antriebsmoment sorgt, vgl. Abschnitt 4.2.3. Sofern
nicht anders, wurde eine Welle der La¨nge lw = 300mm und eine Schleifprobe der Breite
bw = 10mm verwendet. Der Messabsatz (Breite b3) fu¨r die Wirbelstromwegsensoren, wurde
an der Karstens feingeschliffen, um eine Rundlaufabweichung < 0, 1 µm zu erzielen.
Als Werkzeug diente eine konventionelle Schleifscheibe der Firma Winterthur der Spe-
zifikation 57A80 J7V mit dS = 350 . . . 320mm/127mm, bS = 40mm, vS ≈ 35m/s. Die-
se weiche bis mittelharte Scheibe aus Edelkorund-rosa mit normaler Struktur, keramischer
Bindung und mittlerer bis feiner Korngro¨ße, ist fu¨r das Feinschleifen und Schlichten von ge-
ha¨rtetem Stahl bis 62 HRc spezifiziert. Es wurde Ku¨hlemulsion mit 2% O¨l des Typs Shell
Dromus BX verwendet, die u¨ber eine Losma Ku¨hlschmiermitteleinheit mit Bandfilter und
Magnetabscheider mit 50 `/min zugefu¨hrt wurde.
Nach dem Abrichten der Schleifscheibe standen auf der Scheibe pro Schleifversuch zwei
Schleifbahnen der beno¨tigten Schleifbreite zur Verfu¨gung. Die a¨ußere Bahn wurde jeweils
fu¨r das Abbauen von Anfangsunrundheiten genutzt, vgl. Popp (1992). Auf der zweiten
Schleifbahn wurden die Ratteruntersuchungen durchgefu¨hrt. Ein Werkstu¨ck wurde dabei in
drei bzw. fu¨nfstufigen Schleifsequenzen, vgl. Bild 2.3, mehrfach solange u¨bergeschliffen, bis
heftige Ratterschwingungen zum Abbruch der Versuchsreihe zwangen.
l mmw= 115 … 380 25 mm, Ø
b1= 10
80Ø
mm
mm b = 75,5
40Ø
2 mm
mm
b3= 30 mm(l b )w+ /21
Zentrierungen:
DIN 332: B2x4,25
Bild 4.2: Schleifprobe und Tra¨gerwellen
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4.2 Sensorik
Zur Aufnahme der Messdaten wurden eine 16-Kanal A/D-Wandlerkarte vom Typ AT-
MIO16E der Firma National Instruments (NI) eingesetzt sowie eine Prozessrechnerkarte
mit integrierter I/O vom Typ DS1103 der Firma dSpace. An der NI-Karte wurden die
Messdaten mit Hilfe des Programms Medusa der Firma Mahrenholtz&Partner, am Pro-
zessrechner mit den Programmen ControlDesk undMlib der Firma dSpace , aufgezeichnet
und in Medusa sowie in Matlab analysiert.
Der interessierende Frequenzbereich, in dem Ratterschwingungen im Allgemeinen auftre-
ten, erstreckt sich von 150Hz bis etwa 2 kHz, vgl. Alldieck (1994), Fu et al. (1994),
Folkerts (1993), Chen (1990), Klotz (1987) u. a. . Um auch Oberwellen zu diesem
Frequenzbereich zu erfassen, wurde eine Abtastfrequenz von 20 kHz oder ho¨her gewa¨hlt.
Die Beschleunigungs- und Wirbelstromwegaufnehmer verfu¨gen u¨ber integrierte analoge Tief-
passfilter mit 10 kHz Grenzfrequenz. Die Tra¨gerfrequenzversta¨rker der Tauchspulen haben
interne Tiefpa¨sse mit einer Grenzfrequenz von 1 kHz. Beim Einsatz der Kraftsensoren wurde
auf Tiefpassfilter verzichtet. Durch eine Abtastung mit 200 kHz konnte sichergestellt werden,
dass bei diesem Signal nicht mit relevanten Aliasing-Effekten durch Frequenzpeaks oberhalb
von 10 kHz zu rechnen ist.
Die aufgenommenen Sensorsignale wurden in MATLAB digital mit einemChebyshev Typ 2
IIR-Bandpass siebter Ordnung phasenneutral gefiltert, um ho¨herfrequente Rauschanteile und
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Bild 4.3: Verarbeitung der Sensorsignale
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niederfrequente systematische Sto¨rungen der Sensorsignale aufgrund der Werkstu¨ckrotation
zu unterdru¨cken, s. Abschnitt 4.2.7. Eine Sichtpru¨fung der gefilterten und ungefilterten
Daten im Frequenz- und Zeitbereich ergab optimale Grenzfrequenzen des Filters von 15Hz
und 4 kHz.
Der Aufbau der gesamten Messkette ist in Bild 4.3 skizziert. Der Einsatz der einzelnen Senso-
ren sowie deren spezifische Eigenschaften werden in den folgenden Abschnitten beschrieben.
Position und Orientierung der Sensoren an der Maschine ko¨nnen Abbildung Bild 4.4 entnom-
men werden. Die normalen und tangentialen Bewegungen des Werkstu¨cks, yw und zw, sowie
die der Schleifspindel, yS und zS, die normale und tangentiale Schleifkraft, FSy und FSz, das
Signal eines Ko¨rperschallsensors, xAE bzw. URMS, sowie Werkstu¨ckoberfla¨che rw, Zustellung
v f und die Umdrehungspulse von Inkrementalgebern zur Bestimmung der Drehzahlen von
Werkstu¨ck und Schleifscheibe nw und nS wurden aufgezeichnet.
Schleifscheibe
nW
nS
xT
xW
xSy
z
yf
Auswuchtkopf
Reitstock
rWFW
Spindelstock
x
Schleifspindelstock
xAEWerkstück
rS
Mik
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n
Bild 4.4: Positionen und Orientierung der Sensoren im Schleifprozess
4.2.1 Ko¨rperschall (Acoustic Emission)
Ko¨rperschallsensoren sind die Standardsensoren einer modernen Schleifmaschine. Sie sind
neben Wegsensoren zur Erfassung des Werkstu¨ckdurchmessers der einzige Sensortyp, der bei
Maschinen gro¨ßerer Bauart zur Serienausstattung geho¨rt. Das Ko¨rperschallsignal, das wa¨h-
rend des Schleifens an der Schleifspindel oder dem Reitstock gemessen wird, entha¨lt vielfa¨ltige
Informationen u¨ber den Prozesszustand. In zahlreichen Forschungsarbeiten konnte Ko¨rper-
schall, Acoustic Emission (AE), bereits erfolgreich zur Prozessu¨berwachung und -regelung
eingesetzt werden, vgl. Memis (1997), Hundt et al. (1997, 1994), Klumpen (1994),
Nordmann (1994), Webster et al. (1996, 1994), Zinngrebe (1990), Inasaki und
Okumura (1985). Popp (1992) stellt bei einem Vergleich vom AE-Signal und Schleif-
normalkraft allerdings fest, dass der AE-Pegel von den Abrichtbedingungen und von der
Werkstu¨ckumfangsgeschwindigkeit abha¨ngt und jeweils nur fu¨r eine bestimmte Schleifstoff-
Ku¨hlschmiermittel-Kombination Gu¨ltigkeit hat.
34 4 Versuchsaufbau
In Maschinen neuester Bauart verwenden Schleifmaschinenhersteller das AE-Signal fu¨r ei-
ne Anschnitterkennung, um die Luftschleifzeit zu verku¨rzen. Die Firmen Dittl, Muck-
li , Nordmann oder Prometec bieten externe Zusatzgera¨te auf AE-Basis zur U¨berwa-
chung verschiedener Prozessfehler an. Nordmann (1994) gibt eine ausfu¨hrliche U¨bersicht
u¨ber verfu¨gbare Typen von Ko¨rperschallsensoren. Inasaki (1999) verwendet eine CBN-
Schleifscheibe mit integriertem AE-Sensor, dessen Daten per Funk u¨bermittelt werden.
In der Regel werden einzelne Frequenzba¨nder im AE-Signal u¨berwacht, die fu¨r spezielle Sto¨-
rungen des Prozesses signifikantes Verhalten hinsichtlich ihrer Amplitude aufweisen. Mit-
tels empirischer Methoden werden fu¨r das Auftreten einer bestimmten Sto¨rung geeignete
Frequenzba¨nder ausgewa¨hlt und Schwellwerte fu¨r die Unterscheidung der Prozesszusta¨nde
festgelegt. Klumpen (1994) zeigt dieses Verfahren am Beispiel der Schleifbrand-Detektion.
Webster et al. (1994) verwenden AE-Signale zur U¨berwachung der Oberfla¨chenintegrita¨t
ihrer Schleifteile. Grabec und Kuljanic (1994) analysieren Fertigungsprozesse mit Hilfe
neuronaler Netze, die mit AE-Daten gespeist werden. Memis (1997), Popp (1992) und
Zinngrebe (1990) verwenden den AE-Effektivwert zur adaptiven Regelung der Zustellung.
Eine allgemeine U¨bersicht sowie weitere Literatur zu den Mo¨glichkeiten und Einsatzgebieten
der Ko¨rperschall-Analyse ist in der Arbeit von Meyen (1991) zu finden.
To¨nshoff und Inasaki (2001) beschreiben, dass ein AE-Sensor zur direkten Ratterer-
kennung benutzt werden kann, wenn er wie ein Beschleunigungsaufnehmer eingesetzt wird,
d. h. seine Roh-Signale direkt ohne Filterung und Mittelwertbildung verarbeitet werden.
Webster et al. (1996) stellen ebenfalls fest, dass unbehandelte AE-Signale bessere Ru¨ck-
schlu¨sse auf den Prozessablauf ermo¨glichen als die gemittelten Daten. Eine direkte Korre-
lation mit den Werkstu¨ckschwingungen liege aber nicht vor, sofern nur die Frequenzba¨nder
oberhalb von 10 kHz betrachtet werden. Diese Aussage wird im Folgenden durch die eigenen
Messergebnisse in Bild 4.6 besta¨tigt.
Hundt et al. (1997, 1994) zeigen fu¨r ein Einkorn-Modell, dass AE-Daten in einen sinnvoll
gewa¨hlten Feature Space eingebettet werden ko¨nnen, um Modellparameter zu identifizieren.
Hierzu wa¨hlen sie die dominierende Frequenz der mechanischen Schwingung sowie das Inte-
gral der spektralen Leistungsdichte in einem Band um diese Frequenz herum als zustandsbe-
schreibende Eigenschaften (Features) des Prozesses. Sie verwenden die AE-Sensoren somit
ebenfalls wie Beschleunigungssensoren.
Bild 4.5: Ko¨rperschall (URMS) und Beschleunigung (aT) wa¨hrend des Prozessverlaufs
4.2 Sensorik 35
Wa¨hrend der Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Acoustic Emission Sensor
des Typs AE30 der Firma Prometec verwendet, der auf dem Reitstock montiert wur-
de. An dieser Position lieferte der Sensor die deutlichsten Signale, vgl. Lezanski et al.
(1993). Eine nachgeschaltete Elektronik wurde in der werksseitigen Standardkonfiguration
betrieben, in der die
”
Root-Mean Square“(RMS)-Werte der AE-Amplituden im Bereich von
10 . . . 30 kHz u¨ber der Zeit proportional zu einem Spannungssignal ausgegeben werden.
In Bild 4.5 ist das URMS-Signal des genannten Ko¨rperschallsensors auf dem Reitstock mit
dem Rohsignal aT eines Beschleunigungssensors auf der Reitstockspitze verglichen. Es wur-
den vier zweistufige Versuche (Schlichten und Ausfeuern) durchgefu¨hrt, bei denen die Schleif-
scheibe nur manuell gewuchtet war, um schnell Rattereffekte zu erzielen.
Die Vorschubgeschwindigkeit v f wurde im zweiten und dritten Zustellzyklus jeweils erho¨ht,
Bild 4.5 (B) und (C). Im AE-Signal ergibt sich dadurch ein ho¨herer Grundpegel. Die Schwin-
gungsamplitude des Werkstu¨cks nimmt im Prozessverlauf langsam zu. Dementsprechend
steigt der Ko¨rperschallpegel wa¨hrend einer Einstechoperation langsam an. Zu Beginn der
Ausfeuerphase im dritten Zustellzyklus bei t(C) = 1, 8 s ist erstmalig deutliches Rattern zu
ho¨ren. Der vierte Zyklus (D) wurde aufgrund heftigen Ratterns abgebrochen.
Gegenu¨ber der mittelwertfreien Beschleunigung der Reitstockspitze beschreibt das AE-Signal
zusa¨tzlich die Entwicklung des statischen Anteils der Schleifkraft. Physikalisch la¨sst sich
dieses darauf zuru¨ckfu¨hren, dass mit wachsender Kontaktla¨nge die Anzahl gleichzeitiger
Einzelkorneingriffe zunimmt, die hauptsa¨chlich fu¨r den Ko¨rperschall verantwortlich gemacht
werden. Die einzelnen Prozessphasen sind gut zu trennen. Das erste Auftreten von Rattern
bei t = t(C) macht sich in beiden Signalen in Form erho¨hter Peaks bemerkbar.
In Bild 4.6 sind die Reitstockbeschleunigung aT die Werkstu¨ckschwingung yw und die Schleif-
kraftkomponente FSy dem URMS Signal des AE-Sensors gegenu¨bergestellt und gegenseitig
miteinander korreliert. Wa¨hrend sich der Verlauf von Kraft- und Wegsignal a¨hneln, vgl. Ab-
schnitt 4.2.3, unterscheiden sich Ko¨rperschall- und Beschleunigungssignal optisch deutlich
vom Wegsignal, s. Abschnitt 4.2.2.
Die Kreuzkovarianzfunktionen Φ0xy der Signale wurden herangezogen, um die vorhandenen
A¨hnlichkeiten der Signale im Zeitbereich aufzuzeigen. Wie anhand der Verla¨ufe von Φ0xy
Bild 4.6: Kreuzkovarianzen Φ0xy von FSy und yw mit AE (URMS) und aT
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zu sehen ist, ist die Reitstockbeschleunigung aT deutlich mit den dynamischen Anteilen im
Ratterfrequenzband von yw und FSy korreliert, wa¨hrend diese Frequenzanteile in den Korre-
lationen mit dem Ko¨rperschallsignal, d. h. in Φ0FSy, AE(τ) sowie insbesondere in Φ
0
yw, AE(τ) nur
mit sehr geringer Amplitude erscheinen. In den letztgenannten beiden Graphen zeigt sich
hauptsa¨chlich die
”
langsame“ Schleifscheibendrehzahl mit ihrer Signalperiode TS = 31ms.
Fu¨r die Betrachtung der Ratterdynamik innerhalb dieser Arbeit hat Ko¨rperschall daher nur
eine untergeordnete Bedeutung, da die Korrelation des gefilterten, gemittelten Ko¨rperschall-
signals mit der eigentlichen Werkstu¨ckschwingung nur gering ist. Aufgrund dessen sowie der
oben genannten Untersuchungen von To¨nshoff und Inasaki, Hundt et al. undWebs-
ter et al. wurde darauf verzichtet, weitere AE-Sensoren einzusetzen, um beispielsweise
ho¨herfrequente Signalanteile in der Na¨he der Korneingriffsfrequenz von ca. 100 kHz zu erfas-
sen. Der Ko¨rperschall im Frequenzbereich unterhalb von 10 kHz wird von den verwendeten
Beschleunigungssensoren mit erfasst, s. Abschnitt 4.2.2.
4.2.2 Beschleunigungen
Beschleunigungsaufnehmer auf Basis des piezoelektrischen Effekts werden in zahlreichen wis-
senschaftlichen Arbeiten eingesetzt, um Ratterschwingungen wa¨hrend des Prozesses zu de-
tektieren, z. B. von Alldieck (1994), Fu et al. (1996) oder Klotz (1987). Da beim
Rundschleifen sowohl Werkzeug als auch Werkstu¨ck rotieren, werden Beschleunigungssenso-
ren fu¨r in-situ Messungen in der Regel auf der nicht rotierenden Reitstockspitze oder dem
Reitstock befestigt. Dietrich (1985) verwendet Aufnehmer im Inneren der Schleifschei-
be, deren Daten durch ein Telemetriesystem u¨bertragen werden. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde die Beschleunigung der Reitstockspitze X¨T = [aT = aTy, aTz]′ mittels zweier Miniatur-
Aufnehmer, Typ 4375, der Firma Bruel&Kjær u¨ber Ladungsversta¨rker des Typs 2635 mit
integrierten analogen 10 kHz Tiefpass-Filtern aufgezeichnet.
Fu¨r allgemeine Schwingungs- und Modalanalysen wurden Miniatur-Sensoren von Typ 303A
der Firma PCB und Versta¨rker des Typs 482 A16 eingesetzt. Diese verfu¨gen u¨ber einen
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Bild 4.7: Vergleich von Werkstu¨ck- und Reitstockbewegung
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integrierten Ladungswandler und liefern am Ausgang ein Spannungssignal an Stelle von
Ladungen. Dadurch sind sie nahezu unempfindlich gegenu¨ber Ladungsschwankungen, die
bei herko¨mmlichen Sensoren z. B. in den Anschlusskabeln auftreten, sobald diese großen
Bewegungen ausgesetzt sind.
Wie anhand der Ergebnisse aus Bild 4.6 ersichtlich ist, ist die Reitstockbeschleunigung mit
der Werkstu¨ckschwingung korreliert. Aus der Reitstockbeschleunigung bzw. seiner Auslen-
kung kann jedoch nur bedingt auf die Werkstu¨ckbewegung im Schleifkontakt geschlossen
werden.
In Bild 4.7 sind Zeitsignal und Spektrum der mit Wirbelstromwegsensoren gemessenen nor-
malen Werkstu¨ckauslenkung yw, der aus dem numerisch zweifach integrierten Beschleuni-
gungssignal ermittelten Reitstockauslenkung yT gegenu¨bergestellt. Die Bewegung des Reit-
stocks yT hat Anteile der doppelten Frequenz der Werkstu¨ckbewegung und wird bei großen
Amplituden umgelenkt, was auf Stoßvorga¨nge in den Zentrierspitzen schließen la¨sst. Im
Spektrum von yT macht sich dieses dadurch bemerkbar, dass neben den Maxima bei der Rat-
terfrequenz auch Gruppen von Peaks bei den Harmonischen der Ratterfrequenz auftreten.
Im Spektrum des urspru¨nglichen Beschleunigungssignals ko¨nnen sogar die Harmonischen der
tatsa¨chlichen Ratterfrequenz das Frequenzspektrum dominieren.
Diese Ergebnisse zeigen deutlich, dass Beschleunigungsaufnehmer nur bedingt verwendet
werden ko¨nnen, sofern Ru¨ckschlu¨sse auf Werkstu¨ckschwingungen und die Ratterfrequenz zu
ziehen sind. Insbesondere fu¨r große Amplituden muss untersucht werden, ob ihr U¨bertra-
gungsverhalten ausreichend linear ist. Der Kontakt zwischen Spitze und Zentrierbohrung,
der in Kapitel 6 diesbezu¨glich na¨her untersucht wird, fu¨hrt u. a. bei großen Amplituden
zu deutlich nichtlinearem Verhalten. Die U¨bertragungsfunktionen zwischen Reitstockspitze
aT(jω) undWerkstu¨ckmitte aw(jω) fu¨r freie Schwingungen und fu¨r den Fall unterschiedlicher
Kontaktkra¨fte zwischen Werkstu¨ck und Schleifscheibe unterscheiden sich deutlich, Bild 4.8.
Eine Kalibrierung des Sensors, die eine sichere Aussage u¨ber den Schwingungszustand des
Werkstu¨cks zula¨sst, ist somit nicht mo¨glich.
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Bild 4.8: aw(jω) 7→ aT(jω): Beschleunigungsu¨bertragung bei Kontaktkraftvariation
4.2.3 Schleifkra¨fte
Ein 3-Komponenten-Kraftsensor auf Piezo-Basis der Firma Kistler, Typ 9251A, wurde in
die feststehende Zentrierspitze des Werkstu¨ckspindelstocks integriert, vgl. Chen (1990) und
Czenkusch (2000). Zum Schutz vor Ku¨hlschmiermittel wurde der Sensor in einem U¨ber-
drucktopf gekapselt, der auch die Mitnehmerwippe des Werkstu¨ckantriebs tra¨gt, Bild 4.9.
Anschlusskabel und Druckluftversorgung werden durch die Zentrierspitze herausgefu¨hrt.
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Die Mitnehmerwippe wurde in Anlehnung an die Arbeit von Popp (1992) konstruiert und
dient dazu, die unvermeidliche Unsymmetrie der eingeleiteten Antriebskra¨fte deutlich zu re-
duzieren, die zu Querkra¨ften am Sensor fu¨hrt. Wie Popp ausfu¨hrlich diskutiert, la¨sst sich
diese harmonische Sto¨rung mit der Werkstu¨ckdrehfrequenz durch eine geeignete schmale
Bandsperre vollsta¨ndig kompensieren. Sofern Werkstu¨ckwelligkeiten der Ordnung eins vor-
liegen, werden entsprechende Kraftschwankungen durch einen Hochpass ebenfalls beseitigt.
Aufgrund der Einbausituation und der hohen Steifigkeit des Piezosensors ist die Steifigkeit
der Werkstu¨ckaufnahme nicht beeintra¨chtigt.
Durch speziell abgeschirmte Ka-
Bild 4.9: Piezo-Kraftsensor in der Zentrierspitze
bel der Firma Kistler wird der
bei Piezosensoren typische La-
dungsverlust bzw. die Drift auf ein
Minimum begrenzt, so dass mit
dem verwendeten Sensortyp auch
quasistatische Messungen mo¨glich
sind. Eigene Untersuchungen ha-
ben gezeigt, dass die Zeitkon-
stante des Systems dabei in der
Gro¨ßenordnung von zehn Minuten
liegt.
Die Ausgangssignale des Kraftsensors in der Schleifebene FW = [FWy, FWz]′ wurden statisch
mit Hilfe von Gewichten kalibriert. Eine dynamische Kalibrierung, die fu¨r unterschiedliche
Kontaktsituationen und Schwingungsamplituden des Werkstu¨cksystems Gu¨ltigkeit besitzt,
ist aus systematischen Gru¨nden nicht mo¨glich. In Bild 4.10 sind die U¨bertragungsfunktio-
nen des Sensors in Normalkraftrichtung fu¨r die Kontaktkra¨fte F statSy = 150N und F
stat
Sy = 0N
gegenu¨bergestellt. Wie diese Ergebnisse zeigen, misst der Sensor an seiner Position in der
Zentrierspitze einerseits die Schleifkra¨fte, die von außen auf das Werkstu¨ck einwirken, ande-
rerseits werden Tra¨gheitskra¨fte aufgrund von Werkstu¨ckschwingungen erfasst.
Da die Resonanzfrequenz des Werkstu¨cksystems und damit die U¨bertragungsfunktion des
Sensors mit der aktuellen Kontaktsituation zwischen Werkstu¨ck und Schleifscheibe variiert,
s. Kapitel 6, ist eine Kompensation der genannten Tra¨gheitseinflu¨sse nicht mo¨glich. Es
besteht keine Mo¨glichkeit, zwischen dynamischen Schleifkra¨ften und Tra¨gheitskra¨ften zu
trennen.
0     500   1000  1500  2500  
10
−2
10
0
0.01 0.03 
−1
0
1
0.03 0.09 
−1
0
1
Impulsantworten
F W
y/
F δ
[
N
/N
]
F W
y
[
N
]
F W
y
[
N
]
0N0N
150N
150N
f [Hz]
t [s]
t [s]
Bild 4.10: U¨bertragungsfunktionen und zugeho¨rige Impulsantworten des Kraftsensors
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Um die quasi-statischen Anteile der Schleifkraft zu bestimmen, kann das Signal mit einem
Tiefpass oder mittels eines gleitenden Mittelwertes gefiltert werden.
Cuntze (1966) verwendet seinen 2-Komponenten DMS-Kraftsensor in der Reitstockspitze,
um auf die Werkstu¨ckbewegung zu schließen. Wie in Bild 4.11 anhand eines Vergleichs
von Weg- und Kraftsignal gezeigt wird, ist dieses in erster Na¨herung mo¨glich. Aussagen
u¨ber die Ratterfrequenz sind anhand des Kraftsignals sehr gut zu treffen. Bezu¨glich des
Amplitudenverlaufs sind aus genannten Gru¨nden nur qualitative Vergleiche mo¨glich. Fu¨r
Schwingungen in Richtung der Schleifscheibe, d. h. fu¨r negative yw, zeigt das Kraftsignal FWy
beispielsweise einen anna¨hernd harmonischen Verlauf, wa¨hrend yw deutlich spitz zula¨uft.
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Bild 4.11: Kraft- und Wegsignal im Vergleich
4.2.4 Induktive Wegaufnehmer
Induktive Wegaufnehmer wurden am Versuchsstand zur Aufzeichnung der Zustellung wa¨h-
rend der Schleifversuche sowie zur Bestimmung der Oberfla¨chenkonturen nach dem Versuch
eingesetzt.
Zur Aufzeichnung der Vorschubbewegung wurden zwei Tauchspulen des Typs W2K der Fir-
ma HBM mit freiem Tauchanker und einem Nennmessbereich von $N = ±2mm eingesetzt.
Diese wurden links und rechts an der Ru¨ckseite des Vorschubschlittens angebracht. So konn-
te neben der Vorschubbewegung auch sichergestellt werden, dass kein Verkippen oder Dreh-
schwingungen des Schleifspindelkopfes auftreten.
Zur Bestimmung der Oberfla¨chenkontur des Werkstu¨cks nach einem Schleifvorgang wurde
die geschliffene Fla¨che mit einem induktiven Wegtaster vom Typ W1K ($N = ±1mm) mit
Rubinkugel an der Spitze abgetastet.
Von einer in-situ Messung der Werkstu¨ckoberfla¨che, z. B. mit zwei Sensoren nach dem von
Foth (1989) vorgeschlagenen Verfahren, bei dem Schwingungs- und Oberfla¨chenanteile der
Signale rechnerisch getrennt werden, wurde abgesehen, da eine mo¨gliche Beeinflussung der
Ratterschwingungen durch die Tastko¨pfe nicht auszuschließen war. Die Wegtaster werden
u¨ber eine Feder an das Messobjekt gedru¨ckt und haben dadurch eine nicht zu vernachla¨s-
sigende Eigendynamik, die bei hohen Frequenzen durch die auftretenden Beschleunigungen
außerdem zu Messfehlern fu¨hren kann.
Die maximale Beschleunigung des Tastkopfes, bevor ein Abheben auftreten kann, betra¨gt
azul = 30m/s
2. Bei Ratterfrequenzen von fR = 480 . . . 650Hz kann der Sensor bei Pro-
zessdrehzahl nw = 1/s Amplituden von korrespondierenden Welligkeiten im Bereich von
3, 3 . . . 1, 8 µm = azul · (2pi · fR)−2 erfassen. Zur Aufnahme gro¨ßerer Amplituden nach hef-
tigem Rattern wurde das Werkstu¨ck u¨ber einen zusa¨tzlichen Motor mit einem Riementrieb
langsam gedreht. Der alternative Einsatz von beru¨hrungslosen Laser- oder Wirbelstrom-
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wegaufnehmern (WWA) war aufgrund von Sto¨rungen durch Ku¨hlschmiermittel bzw. bei den
WWA durch zu große Messpunkte ausgeschlossen.
Fu¨r eine Bestimmung der Schleifscheibenoberfla¨che, s. Bild 5.12, wurde ebenfalls ein Sensor
vom Typ W1K eingesetzt. Aufgrund der abrasiven Schleifko¨rner wurde der Rubinkopf durch
eine spielfreie Hartmetall-Messrolle mit einem Durchmesser von 8mm ersetzt, wie sie auch
David (1997) verwendet. Diese rollt auf der Schleifscheibe bei geringer Umfangsgeschwin-
digkeit verschleißarm ab. Die Schleifspindel wurde hierzu u¨ber den Werkstu¨ckantrieb mit
einem Riemen langsam gedreht.
U¨ber den nachgeschalteten Tra¨gerfrequenzmessversta¨rker der Firma HBM vom Typ
MGC/ML55 war eine bis zu 10-fache Versta¨rkung der analogen Signale mo¨glich. Die ma-
ximale Wegauflo¨sung bei 12-Bit A/D-Wandlung liegt bei 2 $N/(10 · 212) ≈ 0, 05 µm beim
Sensortyp W1K.
4.2.5 Inkrementelle Drehgeber
Die Winkelinformationen fu¨r die Oberfla¨chenmessungen lieferten hochauflo¨sende inkremen-
telle Drehgeber des Typs 466 der Firma Heidenhain. Bei einer Strichzahl von 5000 und
4fach-Auswertung des Gebers auf der Schleifspindel ergibt sich fu¨r die Schleifscheibenober-
fla¨che eine Winkelauflo¨sung von 1, 08′. Dieses entspricht einer La¨nge von 50 µm. Fu¨r die
Werkstu¨ckoberfla¨che wurde ein Geber mit 2000 Strichen verwendet, der mit einer U¨berset-
zung von i = 10 an den Werkstu¨ckantrieb gekoppelt ist, s. Bild 4.3. Es ergibt sich eine
Auflo¨sung von 16, 2′′=ˆ 3, 1 µm.
Fu¨r die Drehzahlmessungen im Schleifbetrieb wurden nur die Rundenimpulse der Geber
(TTL-Signal) u¨ber den A/D-Wandler ausgewertet, da einerseits ein sicheres Auslesen der
inkrementellen Za¨hler bei der beno¨tigten hohen Summenabtastrate seitens der verwendeten
Hardware nicht gewa¨hrleistet war, und andererseits die Drehzahlen nS und nw als konstant
betrachtet werden ko¨nnen.
4.2.6 Luftschall
Lindsay (1997) verwendet Mikrofon und Kopfho¨rer, um die Ratterfreie Schleifzeit zu be-
stimmen. Die Firma Prometec bietet ein Horchsystem zur Prozessu¨berwachung an. Der
in Abschnitt 4.2.1 genannte Ko¨rperschallsensor wird dazu im ho¨rbaren Frequenzbereich aus-
gewertet. Das akustische Signal wird in den Kopfho¨rer des Maschinenbedieners u¨bertragen,
der bei einer Signalvera¨nderung sofort reagieren kann. Das menschliche Ohr ist im Schleif-
betrieb einer der zuverla¨ssigsten Ratterdetektoren, der im automatisierten Betrieb oder in
lauten Werkhallen jedoch nur selten verfu¨gbar ist. Da selbst ein unerfahrener Maschinen-
bediener in der Lage ist, die A¨nderung des Schleifgera¨usches beim ersten Beginn von Rat-
terschwingungen mit dem Geho¨r wahrzunehmen, wurde der Luftschall mit aufgezeichnet.
Cuntze (1966) hat anhand von Messschrieben belegen ko¨nnen, dass dieser mit den Werk-
stu¨ckschwingungen beim Rattern korreliert ist.
Wa¨hrend der Schleifversuche wurde ein Richtmikrofon des Typs MKH 50 der Firma Senn-
heiser in einem Abstand von ca. 20 cm aus verschiedenen Positionen auf die Schleifkon-
taktzone gerichtet. Eine Korrelation zwischen Schallsignal und Werkstu¨ckschwingungen war
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jedoch nicht festzustellen, da das Rattersignal sich hinsichtlich der Amplitude nicht ausrei-
chend vom hohen allgemeinen Rauschpegel abhebt.
4.2.7 Wirbelstromsensoren
Zur Analyse von Ratterschwingungen werden in dieser Arbeit erstmalig Wirbelstromweg-
aufnehmer (WWA) eingesetzt, um die Werkstu¨ckauslenkungen in normaler und tangentialer
Richtung direkt zu messen. Die Sensoren der Firma Bruel&Kjær -Vibro vom Typ SD-052
sind wa¨hrend des Schleifens auf einen Messabsatz direkt neben dem Absatz, der abgeschliffen
wird, gerichtet, wie in Bild 4.12 zu sehen ist. Zwei weitere Sensoren waren auf den Flansch
der Schleifscheibe gerichtet, wie in der rechten Aufnahme in Bild 4.12 zu sehen ist. Die
Sensoren arbeiten mit einem Luftspalt δA ≈ 1 . . . 2mm und liefern ein Ausgangssignal von
−7 . . .− 23V. Zur Auswertung am A/D-Wandler wurde eine Versta¨rkereinheit mit der Mo¨g-
lichkeit zum Nullabgleich aufgebaut, wie in Bild 4.3 skizziert. Bei maximaler Versta¨rkung
liefern die Sensoren 800mV/ µm.
Relevante Eigenschwingungen der Sensorhalter, die am Werkstu¨cktisch befestigt waren, wur-
den anhand von FEM-Analysen, Ausschwingversuchen sowie mit Beschleunigungsaufneh-
mern auf dem Halter wa¨hrend der Schleifversuche nicht festgestellt.
Bild 4.12: Wirbelstromwegaufnehmer an Werkstu¨ck und Schleifscheibenflansch
Messprinzip
Unter Einfluss einer 20 kHz Tra¨gerfrequenz bildet sich an der Sensorspitze ein elektroma-
gnetisches Feld. Sobald elektrisch leitfa¨higes Material in die Na¨he der Aufnehmer kommt,
wird u¨ber den Luftspalt δA ein Wirbelstromfeld im Material induziert, das wiederum das
elektromagnetische Feld des Sensors schwa¨cht. Die Spannung UA, die am Sensor anliegt,
vera¨ndert sich dabei linear mit δA.
Ku¨hlschmiermittel
Geringe Mengen von nur schwach leitfa¨higem Ku¨hlschmiermittel auf dem Messabsatz,
s. Bild 4.12 (links), sowie darin ggf. enthaltene Schleifspa¨ne beeinflussen das Wegsignal nicht,
da keine nennenswerten Wirbelstro¨me darin induziert werden. Bei einer elektrisch leitenden
Verbindung zwischen Aufnehmer und Wellenabsatz durch gro¨ßere Tropfen Ku¨hlschmiermit-
tel wird das Signal unbrauchbar, so dass der Messabsatz durch ein Blech gegen sta¨ndiges
Anspritzen der Flu¨ssigkeit geschu¨tzt werden muss.
42 4 Versuchsaufbau
Signalqualita¨t
Pra¨zise Messungen mit Wirbelstromsensoren bei hohen Versta¨rkungen werden durch Inho-
mogenita¨ten im Werkstu¨ckmaterial erschwert. Der Sensor zeichnet diese u¨ber einer Werk-
stu¨ckumdrehung als wiederkehrendes Muster auf, wie im Signalverlauf oben links in Bild 4.13
zu sehen ist: Nach drei Werkstu¨ckumdrehungen Luftschleifen beginnt ein Schleifvorgang mit
Ratterschwingungen. Die sichtbare
”
Welligkeit“ des Messabsatzes ist keine Form- oder Rund-
laufabweichung.
Da diese Welligkeit des Signals durch Glu¨hen des Werkstu¨cks reduziert werden kann, ist sehr
wahrscheinlich, dass der WWA auf Versetzungen im Materialgefu¨ge reagiert. Geringere Wel-
ligkeiten um einen Faktor von ca. 1, 5 ergeben sich, wenn unlegierter statt legiertem Stahl
verwendet wird. Um einen Faktor von ca. 5 geringere Welligkeiten lieferte eine Testmessung
auf Aluminium, das durch seine kubisch fla¨chenzentrierte Gitterstruktur ein homogenes Ge-
fu¨ge aufweist und weniger Versetzungen entha¨lt als Stahl.
Durch die so eingeschra¨nkte Mo¨glichkeit der zusa¨tzlichen Versta¨rkung betrug die nutzbare
Empfindlichkeit der Sensoren 200mV/ µm in einem Frequenzbereich von 0 . . . > 5 kHz. Das
Grundrauschen der Sensoren liegt dabei unterhalb von 0, 1 µm und kann durch ein nach-
geschaltetes digitales Tiefpassfilter oﬄine nutzsignalneutral weiter reduziert werden. Der
Durchmesser des Messabsatzes wurde mit d = 40mm ausreichend groß gewa¨hlt, um eine ge-
genseitige Sto¨rung des horizontalen und vertikalen Sensors zu vermeiden, die bei geringeren
Wellendurchmessern d < 35mm auftritt.
Sto¨rsignalkompensation
Zur online-Korrektur der Sto¨rungen durch Material-Inhomogenita¨ten la¨sst sich das Sto¨rsignal
w(ϕw) in Abha¨ngigkeit des Werkstu¨ckwinkels ϕw wa¨hrend des Luftschleifens aufzeichnen
und im Prozess vom Wegsignal phasenrichtig abziehen.
Wenn die genaue Winkelinformation im Schleifbetrieb nicht verfu¨gbar sind, s. Abschnitt
4.2.5, kann ein Verfahren eingesetzt werden, das oﬄine einen Korrektur-Spline berechnet:
Als Stu¨tzstellen des Splines werden die Mittelwerte aus Signalabschnitten der La¨nge Tm
gewa¨hlt. Der Korrektur-Spline beru¨cksichtigt sowohl die A¨nderung der ungeregelten Werk-
stu¨ckdrehzahl beim Einstechen als auch die quasi-statische Auslenkung des Werkstu¨cks in
Abha¨ngigkeit von der Schleifkraft, Bild 4.13. Wird der Zeitbereich, den das Filter auswertet,
Bild 4.13: Wirbelstrom-Sensorsignale und Sto¨rkompensation
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gegenu¨ber der Ratterfrequenz groß gewa¨hlt, bleibt die Ratterinformation vollsta¨ndig erhal-
ten. Verwendet wurde Tm = 0, 07 s, was einer Frequenz von 14, 3Hz entspricht. Gegenu¨ber
einem Hochpassfilter dieser Frequenz werden durch den Korrektur-Spline auch die nichthar-
monischen Komponenten der Sto¨rung beseitigt, deren Frequenzanteile oberhalb von 14, 3Hz
liegen.
Fu¨r die in den folgenden Kapiteln dargestellten Kurzzeitanalysen im Zeit- und Frequenzbe-
reich wurden Abschnitte des Wegsignals gewa¨hlt, in denen die Sto¨rung einen linearen Verlauf
hat, dessen Anteil durch den Spline oder das genannte Hochpassfilter von 15Hz vollsta¨ndig
beseitigt wurde.
4.2.8 U¨bersicht Sensorik
In Tab. 4.1 werden die verwendeten Sensoren in Bezug auf Industrietauglichkeit, technischen
Aufwand und Preis sowie in Hinblick auf die Zielstellung dieser Arbeit, d. h. Erfassung der
Werkstu¨ckschwingungen und Ratterdetektion, zusammenfassend bewertet.
Fu¨r eine hinreichende Analyse der Werkstu¨ckschwingungen im Prozess liefern die Wirbel-
stromwegaufnehmer beru¨hrungslos das direkte und als einziger Sensortyp das lineare Wegsi-
gnal, ohne den Prozess zu beeinflussen. Neben den systematischen Sto¨rungen des Signals, ist
aber der technische Aufwand (Referenzzylinder, Spritzschutz, Justage) sehr groß. Zur Ana-
lyse von Systemschwingungen ist dieser Typ Aufnehmer dennoch unbedingt zu empfehlen.
Stehen keine WWA zur Verfu¨gung oder ist eine Beeinflussung des Prozesses nicht von Be-
deutung, ko¨nnen beru¨hrende Wegtaster bis zu ihrer mechanischen Grenzfrequenz eingesetzt
werden. Ein Kraftsensor in der Zentrierspitze liefert eine akzeptable Na¨herung fu¨r die Werk-
stu¨ckauslenkungen. Er ist aber nicht in der Lage, Schleif- und Tra¨gheitskra¨fte zu trennen.
Ko¨rperschall und Reitstockbeschleunigung erlauben keine gesicherten Ru¨ckschlu¨sse auf die
Werkstu¨ckdynamik in der Kontaktzone, sind aber als einzige der untersuchten Aufnehmer
unbedingt industrietauglich und zeichnen sich durch einen im Vergleich geringen Preis und
Einbauaufwand aus.
Tabelle 4.1: Einsatzmo¨glichkeiten von Sensoren beim Außenrundschleifen
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Wirbelstrom-Sensoren ++ ++ – – O O
Reitstockbeschleunigung O + ++ ++ ++ ++
Kraftsensor in der Spitze + ++ – – – O
Ko¨rperschall f > 1 kHz – + ++ ++ O ++
Mikrofon – – – – ++ ++ ++ O
Wegtaster + O O + O +
Bewertung: (–) negativ, (+) positiv, (O) neutral
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4.3 Schwingungsanalyse
Das Kapitel 6 dieser Arbeit bescha¨ftigt sich mit der Systemnachgiebigkeit der untersuch-
ten Schleifmaschine. Die hierzu verwendeten Sensoren und Aktoren sind in Bild 4.14 im
U¨berblick dargestellt und werden im Folgenden beschrieben.
Bild 4.14: Sensoren und Aktoren fu¨r die Schwingungsmessung
Sensorik
Die Aufnahme der Systemantwort im Stillstand der Maschine erfolgte mit Miniatur-
Beschleunigungsaufnehmern, die auf der zu untersuchenden Struktur mit Wachs befestigt
wurden. Bei Messungen an rotierenden Bauteilen wurden die Auslenkungen mit Wirbel-
stromwegaufnehmern am Werkstu¨ck und am Schleifscheibenflansch direkt aufgenommen,
s. Bild 4.4. Die Erregerkra¨fte wurden mit Bruel&Kjær Piezo-Kraftsensoren vom Typ 8200
gemessen, s. Bild 4.15. Fu¨r Darstellungen im Frequenzbereich wurden Beschleunigungsspek-
tren per Division durch −ω2 in Wegspektren umgerechnet. Fu¨r Darstellungen im Zeitbereich
wurden Beschleunigungssignale numerisch zweifach integriert.
Aktoren
Zur Schwingungserregung kamen ein Impulshammer, elektrodynamische Krafterreger (E-
Shaker) und Magnetaktoren zum Einsatz, Bild 4.15 (A) und (B) bzw. Abschnitt 4.5. Fu¨r
die relative Kraftanregung im Kontaktpunkt wurde eine Piezo-Welle konstruiert, die einen
handelsu¨blichen Piezo-Translator des Typs P-244.10 der Firma PI sowie einen Kraftsensor
des Typs 8200 der Firma Bruel&Kjær aufnehmen kann, Bild 4.15 (C) und (D).
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(A)
(B)
(C)
(D)
Bild 4.15: Piezoelektrische, magnetische und elektrodynamische Aktoren am Versuchsstand
Wa¨hrend E-Shaker und Piezo-Welle nur eine Anregung im Stillstand der Maschine erlauben,
ko¨nnen der Impulshammer und die Magnetaktoren auch im Betrieb, d. h. bei rotierendem
System und im Schleifeingriff unter Ku¨hlschmiermittel eingesetzt werden.
Die Messanordnung fu¨r Aktoren und Beschleunigungssensoren ist in Bild 4.15 zu sehen. Die
Sensor- und Aktorpositionen ko¨nnen Bild 4.14 entnommen werden.
Software
Die Schwingungsmessungen wurden hauptsa¨chlich mit dem Programm Medusa
der Firma Mahrenholtz&Partner aufgenommen und ausgewertet sowie mit dem
Schwingungsanalyse-System CADA-X der Firma Leuven Measurements Systems (LMS) und
dem Programm Matlab.
Medusa, CADA-X sowie Matlab stellen Curve-Fitting Routinen zur Verfu¨gung, die mit
Hilfe nichtlinearer Optimierungsverfahren, die modalen Parameter vom Benutzer auszuwa¨h-
lender Resonanzstellen im Frequenzbereich ermitteln und die synthetisierte U¨bertragungs-
funktion der gemessenen gegenu¨berstellen.
Medusa bietet daru¨ber hinaus die Schwingungsanalyse im Zeitbereich (VATD - V ibration
Analysis in T ime Domain) an, Grabowski (2002), bei der die analysierten Signalabschnit-
te pra¨zise ausgewa¨hlt werden ko¨nnen und die Qualita¨t bzw. Deckung des Fits im Zeitsignal
u¨berpru¨ft werden kann. Medusa eignet sich somit sehr gut fu¨r die Untersuchung nichtli-
nearer Systeme.
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4.4 Stepped-Sinus Anregung mit geregelter Kraftamplitude
Das dynamische U¨bertragungsverhalten einer Schleifmaschine weist deutliche Nichtlinearita¨-
ten auf, auf die z. B. Sabotke (1988) in seiner Arbeit explizit hinweist. Um eine unbekannte
systematische Verfa¨lschung des Frequenzganges durch Nichtlinearita¨ten zu vermeiden oder
um nichtlineare Effekte gezielt zu untersuchen, wird im Allgemeinen eine frequenzdiskrete
Anregung mit geregelter Kraftamplitude empfohlen.
InMatlab/Simulink wurde hierzu der im Folgenden beschriebene Stepped-Sinus-Generator
fu¨r den Einsatz mit dSpace Prozessrechnern und elektrodynamischen oder magnetischen Ak-
toren entwickelt. Aufgrund einer frequenzdiskreten Amplitudenregelung ist der Algorithmus
speziell fu¨r den Einsatz an nichtlinearen Systemen geeignet. Auch piezoelektrische Akto-
ren ko¨nnen verwendet werden, sofern die La¨ngena¨nderung des Aktors klein ist, und das
nichtlineare Kraft-Weg-Verhalten des Piezokristalls vernachla¨ssigt werden kann.
Der prinzipielle Aufbau ist in Bild 4.16 skizziert. Dieser besteht aus den Grundblo¨cken:
Sinus/Cosinus-Generator, Fourier-Demodulator und PID-Regler.
Sollamplitude [N]
Sin/Cos-
Generator
Diskreter
PID Regler
Demo-
dulator
sin( )t
cos( )t

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Bild 4.16: Aufbau des Stepped-Sinus Generators mit geregelter Kraftamplitude
Das Signal x1(t) = 1 · sin(ωt) aus einem Sinus-Cosinus-Generator wird in einem PID-Regler
mit dem Betrag der Sollamplitude |FSoll | gewichtet und u¨ber einen D/A-Wandler als Stell-
gro¨ße FSoll(ωt) auf den Leistungsversta¨rker des jeweiligen Aktors gegeben. U¨ber einen A/D-
Wandler wird das Signal des Kraftsensors, die Regelgro¨ße Fist(ωt), in das Blockschaltbild
zuru¨ckgefu¨hrt. In einem sogenannten Fourier-Demodulator wird auf Basis einer Fourier-
Reihenentwicklung, Gl. (4.1), die Amplitude von Fist(ωt) bei der Anregungskreisfrequenz ω
bestimmt, s. Bronstein und Semendjajew (1991).
|Fist(ω)| =
√
a21 + b
2
1 mit a1 =
ω
pi
∫ T
0
Fist(t) cos(ωt)dt
b1 =
ω
pi
∫ T
0
Fist(t) sin(ωt)dt
mit T =
2pi
ω
(4.1)
Der Einfluss von Signalen anderer Frequenz auf die Amplitude des Kraftsignals wird somit
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nicht beru¨cksichtigt. Der Aufbau des Demodulators in Simulink ist in Bild 4.17 dargestellt.
Trigger,
wenn Null
Sample
Reset
Integrator
Hold

1
1
s
4
3
2
1
1
cos( )t

F (t)ist
Bild 4.17: Fourier-Demodulator
Der verwendete Trigger-Block triggert auf den positiven Nulldurchgang des generierten An-
regungssignals und stellt so sicher, dass das Integral in Gl. (4.1) jeweils u¨ber eine komplette
Periodenla¨nge T gebildet wird. Das Sample&Hold -Glied wird mit dem Trigger aktualisiert
und ha¨lt den aktuellen Wert von |Fist(ω)| fu¨r eine Periodenla¨nge T.
Derselbe Trigger-Block wird im eigentlichen Regler eingesetzt, Bild 4.18. Fu¨r die Abwei-
chung der Kraftamplituden e = |Fsoll(ω)| − |Fist(ω)|, wird fu¨r e 6= 0 die Amplitude des
Anregungssignals beim Nulldurchgang des Sinus vera¨ndert und fu¨r die Dauer einer Periode
mit dem Sample&Hold -Glied gehalten.
Trigger,
wenn Null
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Sample Hold
1
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Bild 4.18: Regler mit periodischem Stelleingriff
Ein direkter Sprung in der Stellgro¨ße, durch den das System insbesondere bei Verwendung
des schnellen Piezos zu unerwu¨nschten Schwingungen angeregt werden kann, wird dabei
vermieden. Fu¨r hochdynamische Aktoren wie den Piezo, die a¨ußerst schnell auf Stellgro¨-
ßena¨nderungen reagieren ko¨nnen, sollte die Abtastfrequenz gegenu¨ber der ho¨chsten Anre-
gungsfrequenz mindestens um den Faktor 10 ho¨her gewa¨hlt werden, so dass nicht bereits das
in H0-Form diskretisierte Ausgangssignal des D/A-Wandlers eine signifikante Anregung des
Systems hervorruft.
Der Regler ist als PID-Regler ausgelegt. Im praktischen Einsatz wurden gute Ergebnisse
unter alleiniger Verwendung des P-Anteils erzielt. Der Saturation-Block dient der Stellgro¨-
ßenbegrenzung.
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Zur Bestimmung der dynamischen Nachgiebigkeit
G(jω) =
x(jω)
Fsoll(jω)
= |G(jω)| · ejϕ = Re{G(jω)}+ j Im{G(jω)} (4.2)
bei der Kreisfrequenz ω wird das Zeitsignal der Schwingungsantwort x(t) = |x| sin(ωt+ ϕ),
das wiederum u¨ber A/D-Wandler zur Verfu¨gung steht, mit dem Anregungssignal Fsoll(ωt) =
|Fsoll | sin(ωt) gema¨ß Gl. (4.3) kreuzkorreliert.
Φxy(τ) = lim
T→∞
∫ T
−T
x(t) · Fsoll(t+ τ)dt
= lim
T→∞
∫ T
−T
|G(jω)| · sin(ωt+ ϕ) · sin[ω(t+ τ)]dt
(4.3)
Um die Phasenverschiebung durch die A/D-D/A-Wandler zu beru¨cksichtigen, wurde statt
Fsoll(t), das um einen Abtastschritt verzo¨gerte Signal Fsoll(t − ∆t) fu¨r die Korrelation ver-
wendet.
Ist das System eingeschwungen, kann Gl. (4.4) u¨ber k Periodenla¨ngen T = 2piω gema¨ß Gl. (4.5)
ausgewertet werden. Fu¨r ein ideales, sto¨rungsfreies System in der Simulation genu¨gt k = 1.
Fu¨r das reale System wurde k = 40 verwendet.
Φxy(τ) =
ω
k · 2pi
∫ k·2pi
ω
0
|G(jω)| · sin(ωt+ ϕ) · sin[ω(t+ τ)]dt
=
ω
k · 2pi
∫ k·2pi
ω
0
|G(jω)| · 1
2
· [cos(ϕ−ωt)− cos(2 ·ωt+ωτ + ϕ)]dt
=
|G(jω)|
2
· cos(ϕ−ωτ).
(4.4)
Aus der Kreuzkorrelation fu¨r die Verschiebungen τ = 0 und τ = pi2ω lassen sich Real- und
Imagina¨rteil von G(jω) bestimmen:
Φxy(0) =
|G(jω)|
2
· cos(ϕ) = 1
2
· Re{G(jω)}
Φxy(
pi
2ω
) =
|G(jω)|
2
· cos(ϕ− pi
2
) =
1
2
· Im{G(jω)}.
(4.5)
Hieraus ergeben sich Betrag |G(jω)| und Phasenlage ϕ der U¨bertragungsfunktion fu¨r die
Kreisfrequenz ω gema¨ß
|G(jω)| =
√
Re2{G(jω)}+ Im2{G(jω)} (4.6)
ϕ = arctan
Re{G(jω)}
Im{G(jω)} . (4.7)
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Fu¨r die Anregung wurde aus praktischen Gru¨nden (sin(t = 0) = 0) ein Sinus anstelle eines
Cosinus verwendet. Es wurde sozusagen mit dem Imagina¨rteil eines Signals angeregt. Die
Darstellung der Phase in Gl. (4.7) ist somit fu¨r das betrachtete System korrekt, d. h. Realteil
und Imagina¨rteil sind gegenu¨ber der Standarddarstellung vertauscht.
Die Auswertung der Kreuzkorrelation geschieht online auf dem dSpace -System. Die
Frequenz- und Amplitudenvorgabe wird unter Matlab vorgenommen, das mit sogenannten
MLIB-Routinen von dSpace auf die Prozessrechnerkarte zugreift.
4.5 Magnetaktoren
Zur aktiven Beeinflussung des Schleifsystems wurden im Rahmen dieser Arbeit Magnetakto-
ren entwickelt. Diese dienen einerseits der Schwingungsanregung des Werkstu¨cksystems im
Stillstand, andererseits ko¨nnen sie eingesetzt werden, um im Prozess Kra¨fte in das System
einzuleiten.
Einer der zwei Magnetaktoren ist in Bild 4.19 abgebildet. Er besteht aus vier U-fo¨rmigen
Magnetkernen aus Transformatorblechen, die je zwei Spulen in Reihenschaltung mit zusam-
men nm = 144 Windungen tragen. Der verwendete Kupferdraht hat einen Durchmesser von
1, 5mm. Die Eisenkerne haben eine projizierte gesamte Polschuhfla¨che von APol = 2, 2 cm2.
Der magnetische Fluss in jedem Kern steht u¨ber Hallsensoren des Typs Infineon ksy44
zur Verfu¨gung. Je zwei gegenu¨berliegende U-Magnete werden in Differenzanordnung betrie-
ben. Die Breite eines U-Kerns betra¨gt bm = 30mm. Es wird davon ausgegangen, dass die
Magnetkraft anna¨hernd punktfo¨rmig in die Welle eingeleitet wird.
Bild 4.19: Aktiver Magnetlagerring
Der Innendurchmesser der Anordnung betra¨gt dm,i = 27mm, so dass sich bei den verwende-
ten Wellen mit dw = 25mm pro Magnetkern ein nomineller Luftspalt von δ0 = 1mm ergibt.
Der Außendurchmesser eines Aktorrings ist aus Bauraumgru¨nden auf dm,a = 140mm be-
schra¨nkt.
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Ansteuerung der Magnete
Zur Ansteuerung der Magnete wird eine 100V/12,5A-Endstufe mit integrierter Pulsbreiten-
Modulation (PWM) und analogem Stromregler eingesetzt, wie sie Ruskowski fu¨r seine
Magnetfu¨hrung entwickelt hat, s. Ruskowski und Popp (1998). Dem analogen Strom-
regelkreis ist ein digitaler Kennfeldregler mit einer Abtastrate von 12 . . . 15 kHz u¨berlagert,
s. a. Hofmeyer (2000).
Quasi-statisches und dynamisches Verhalten
Die maximale statische Kraft eines Magneten bei 12, 5A ergab sich in Messungen zu Fm,max =
40N. Dieses entspricht einer magnetischen Flussdichte von Bmax = 0, 67T.
Das dynamische Verhalten des Systems wird anhand der Darstellung in Bild 4.20 deutlich,
wo Strom-Kraft-Kennlinien u¨ber der Frequenz dargestellt sind. Das sichtbare Plateau des
Kennfeldes ist die im Betrieb eingestellte Stromgrenze von imax = 12 A. Diese wird umso eher
erreicht, je ho¨her die Kraftamplitude gewa¨hlt wird. Die Grenzfrequenz, ab der das System
sichtbar nichtlinear reagiert, d. h. der magnetische Fluss dem Aktorstrom einer harmonischen
Anregung nicht mehr folgen kann, ist in Form von Punkten auf den Linien konstanter Kraft
markiert.
Bild 4.20: Stromamplitude der Magnetaktoren u¨ber der Frequenz fu¨r FHall = konst.
Die Konfiguration verfu¨gt somit u¨ber ausreichende Leistungsreserven, um mit der in Ab-
schnitt 4.4 beschriebenen Amplitudenregelung fu¨r Stepped-Sinus-Anregung u¨ber dem rat-
terrelevanten Frequenzbereich von 0 bis 1000Hz monofrequente Sweeps mit einer Amplitude
von 5N durchzufu¨hren. In einem Frequenzbereich von 0 bis 1750Hz kann mit einer Ampli-
tude von 2N gearbeitet werden.
Die Welle, an der die Aktoren angreifen, wurde geglu¨ht, um mo¨glichst weichmagnetisches
Verhalten zu erzielen. Da sie nicht aus Blechen herzustellen ist, ko¨nnen sich Wirbelstro¨me
ungehindert ausbreiten. Bei hohen Leistungen machen sich diese u. a. durch eine massive
Erwa¨rmung des Werkstu¨cks bemerkbar, wa¨hrend sich die Spulen auch bei maximalem Strom
kaum erwa¨rmen.
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Mit steigender Leistung moderner Rechenanlagen tendiert die Simulation produktionstech-
nischer Prozesse zu immer komplexeren Abbildungen der realen Systeme, wie beispielsweise
die Arbeiten von David (1997) und Zitt (1998) zeigen. Wa¨hrend diese Globalmodelle
umfangreiche Mo¨glichkeiten bieten, die Effizienz von Fertigungsverfahren und den Einfluss
einzelner Parameter auf einen speziellen Prozess virtuell zu untersuchen, werden parallel
kleine, kompakte mechanische oder thermomechanische Modelle beno¨tigt, um grundlegende
Effekte der Prozessdynamik zu studieren. Moon (1994) und Grabec (1988) zeigen in
ihren Arbeiten, dass sich beispielsweise das Schwingungsverhalten eines Drehmeißels durch
kleine Ein- bzw. Zwei-Freiheitsgrad-Modelle beschreiben la¨sst, vgl. Abschnitt 2.2. Ein ent-
sprechend kompaktes Basismodell fu¨r den Schleifprozess ist der in Abschnitt 2.2.2 beschrie-
bene Wirkungskreislauf von Snoeys und Brown (1969).
Innerhalb dieser Arbeit wurde jenes Basismodell von Snoeys und Brown erweitert, so
dass es wesentliche lineare und nichtlineare Aspekte der Dynamik des geschliffenen Werk-
stu¨cks, des Schleifkontaktes und der erzeugten Werkstu¨ckoberfla¨che wiedergibt. Die Basis-
Eigenschaften des erweiterten Modells werden im Folgenden unter Beru¨cksichtigung der
neu gewonnenen experimentellen und theoretischen Erkenntnisse herausgearbeitet. Die Ab-
schnitte 5.1 bis 5.5 bescha¨ftigen sich mit einem Prinzipmodell zur Beschreibung von Rat-
terschwingungen, mit den im Prozess gemessenen Schwingungen des Systems sowie mit der
Ratterfrequenz. Die Entwicklung der Schleifscheibenwelligkeit als Hauptverursacher von
Rattern, wird in Abschnitt 5.6 behandelt. Das Thema von Abschnitt 5.7 ist die Unwucht
des Werkzeugs. Deren großer Einfluss auf die ratterfreie Schleifzeit kann experimentell nach-
gewiesen werden. Zum Abschluss des Kapitels wird in Abschnitt 5.8 die Frage nach der
Dimension eines Schleifprozessmodells aufgegriffen und mit dem Verfahren der Korrelations-
dimension hinterfragt.
Die konkrete Abbildung des Schleifsystems in einem neuen, erweiterten Zeitbereichsmodell
geschieht im Rahmen von Kapitel 7. In Kapitel 6 werden zuvor die interessanten Ergebnisse
umfangreicher Nachgiebigkeitsmessungen am Schleifsystems diskutiert.
5.1 Prinzipmodell
Schleifscheibe und Werkstu¨ck stellen ein gekoppeltes mechanisches System dar, dessen ki-
nematische Kette sich einerseits u¨ber das Maschinenbett, andererseits u¨ber den Schleifkon-
takt schließt. Werden bei dessen Betrachtung fertigungstechnische Fragestellungen zuna¨chst
ausgeklammert, kann das Werkstu¨ck beim Außenrundschleifen prinzipiell mit einem Reib-
schwinger verglichen werden, wie ihn Hinrichs et al. (1997) und Oestreich (1998) in
ihren Arbeiten untersuchen. Die Schleifscheibe entspricht dem sta¨ndig umlaufenden Band
des Reibschwingers und bewegt sich mit konstanter Geschwindigkeit vC = vS + vw tangenti-
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al zum Werkstu¨ck. Der Eingriff der zahlreichen stochastisch verteilten Schleifko¨rner ist mit
abrasiver Reibung vergleichbar.
Fu¨r das Werkstu¨ck ist der Zerspanprozess eine breitbandige Quelle der Schwingungsanregung
fu¨r Biege- und Torsionsschwingungen. Es wird davon ausgegangen, dass das Werkstu¨ck
anfa¨nglich reibungserregte Schwingungen ausfu¨hrt, aus denen spa¨ter Ratterschwingungen
entstehen, vgl. Pickert (1979).
Treten Ratterschwingungen auf, verha¨lt sich das Werkstu¨ck gleichzeitig aber auch wie ein
Stoßschwinger, wie ihnOestreich (1998) oder Peterka et al. (1999) untersuchen. Wie
bereits Schiefer (1980) in seiner Arbeit feststellt, kann das Werkstu¨ck beim Auftreten von
Rattern zeitweise von der Schleifscheibe abheben, was anhand der vorliegenden, beru¨hrungs-
los gemessenen Signale der Werkstu¨ckauslenkungen im Folgenden auch experimentell gezeigt
werden kann, s. Abschnitt 5.3.
Bild 5.1: Prinzipmodell fu¨r das Außenrundschleifen
In Bild 5.1 ist das verwendete Prinzipmodell skizziert: Das eingespannte Werkstu¨ck wird als
Ein-Massen-Schwinger aufgefasst. Die vorliegenden experimentellen Daten zeigen, dass das
Werkstu¨ck sowohl in normaler als auch in tangentialer Richtung zum Schleifkontakt Schwin-
gungen ausfu¨hrt, Abschnitt 5.3. In Anlehnung an die Arbeit von Dietrich (1985) und
im Unterschied zu den zahlreichen anderen in Abschnitt 2.2.2 beschriebenen Schleifmodellen
wird das Werkstu¨ck daher in den entsprechenden zwei Freiheitsgraden beweglich aufgeha¨ngt.
Erst beim Auftreten von Ratterschwingungen reduziert sich die Dimension der Schwingung
und kann durch ein mechanisches System mit nur einem Freiheitsgrad ausgedru¨ckt werden,
wie es in Abschnitt 5.4 beschrieben ist.
Auf das Werkstu¨ck wirkt die Schleifkraft
FS(t) =
[
FSy(t), FSz(t)
]T , (5.1)
die sich aus einer normalen und einer tangentialen Komponente zusammensetzt. Die auftre-
tende axiale Kraftkomponente wird bei der Betrachtung des Einstechschleifens vernachla¨s-
sigt.
Der Betrag der aktuellen Schleifkraft |FS(t)| ha¨ngt vom bezogenen Zeitspanvolumen Q′w(t)
bzw. von der Kontaktla¨nge `C und der effektiven Zustellung ae ab, vgl. Abschnitt 2.3. Das
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Verha¨ltnis der tangentialen zur normalen Kraftkomponente wird durch den Schleifkoeffizi-
enten bestimmt, der in Analogie zur Modellvorstellung
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als Reibwert µ bezeichnet wird, vgl. Ott (1985) oder Malkin (1989). Dieser wird auf-
grund der unregelma¨ßig auf dem Schleifscheibenumfang verteilten Schleifko¨rner und geo-
metrisch unbestimmten Schneiden als nicht konstant, d. h. µ = µ(t) angenommen, wie in
Abschnitt 7.4 na¨her erla¨utert wird.
Die Schleifscheibe wird prinzipiell als weiteres Feder-Da¨mpfer-System betrachtet, dessen
Normalkraft-Wirkungslinie der Bewegung des Werkstu¨cks stets entgegengerichtet ist. Die
prozessrelevante Nachgiebigkeit reduziert sich dabei auf die der Schleifscheibenoberfla¨che,
die mit dem Werkstu¨ck im Kontakt steht. Maschinenteile wie der Schleifspindelkopf leis-
ten aufgrund ihrer großen Masse und der damit verbundenen Tra¨gheit keinen Beitrag zur
Systemdynamik im Ratterfrequenz-Bereich und ko¨nnen fu¨r die Modellierung quasi als star-
rer Ko¨rper angesehen werden. Wie in Kapitel 6 na¨her erla¨utert wird, gilt diese Aussage
in a¨hnlicher Form auch fu¨r die makroskopischen Eigenformen der Schleifscheibe und der
Schleifspindel, deren Eigenfrequenzen deutlich oberhalb des Ratterfrequenzbandes liegen.
Die Schleifscheibe erha¨lt in der Simulation ferner eine explizite Unwucht (Masse mU), wie sie
bisher in a¨hnlicher Form nur im Modell von Liao und Shiang (1989) sowie in der Arbeit
von Weck und Schulz (2001) beru¨cksichtigt wird. Anhand der Analyse zahlreicher
durchgefu¨hrter Schleifversuche und einer theoretischen Betrachtung des Abrichtprozesses
unter Unwucht wird in Abschnitt 5.7 verdeutlicht, dass die in der Praxis stets vorhandene
geringe Auslenkung des Scheibenmittelpunktes ε aufgrund einer Restunwucht der Scheibe
fu¨r die Entstehung von Rattern von großer Bedeutung ist.
Die Umsetzung und Verfeinerung dieses Prinzipmodells wird in Abschnitt 5.4 bzw. in Kapitel
7 detailliert beschrieben.
5.2 Schwingungsentwicklung im Frequenzbereich
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Bild 5.2: Spektrum der Auslenkung wa¨hrend eines ratterfreien Schleifprozesses
Die Entwicklung von Ratterschwingungen wird u¨blicherweise im Frequenzbereich betrachtet.
Es ergeben sich Spektren wie sie in Bild 5.2 dargestellt sind. Charakteristisch sind die
diskreten Frequenzen, die als Harmonische der Schleifscheibendrehzahl nS bzw. fS auftreten,
wie in Bild 5.2 fu¨r fS = 32, 22Hz zu sehen ist.
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Die spektrale Zusammensetzung des Signals der Werkstu¨ckauslenkung yw in Richtung der
normalen Schleifkraftkomponente ist in den Bildern 5.3 und 5.4 in Wasserfall-Kontur-
Darstellungen u¨ber der jeweiligen Schleifzeit tS abgebildet. Bild 5.3 zeigt einen Schleif-
zyklus, bei dem in der Schlichtphase erste Ratterschwingungen zu ho¨ren waren. Die Grafik
in Bild 5.4 visualisiert die Schwingungsentwicklung in einem Prozess mit Rattern, welches
deutlich ho¨rbar war, aber noch nicht zu einer sichtbaren Scha¨digung der Oberfla¨che fu¨hrte.
Bild 5.3: Frequenzspektren der Werkstu¨ckauslenkung yw u¨ber Zeit tS
wa¨hrend eines Schleifprozesses mit erstmaligem Rattern
Bild 5.4: Frequenzspektren der Werkstu¨ckauslenkung yw u¨ber Zeit tS
wa¨hrend eines Schleifprozesses mit deutlichem Rattern
Bei Einsatz eines Werkstu¨cks mit lw = 300mm und bw = 10mm finden sich fu¨r fS = 32, 2Hz
in Bild 5.3 Peaks großer Amplitude bei fP = [624, 624+ 2 fS]Hz. Wie in Bild 5.2 gezeigt
wird, liegen die Maxima der Spektren auf diskreten Frequenzlinien, die bei Ratterbeginn
wa¨hrend des Schlichtens und Ausfeuerns jedoch
”
verschmieren“. Ab tS ≈ 26 s kommen im
Frequenzbereich von ca. 420 bis 700Hz Subharmonische von fS hinzu sowie Oberwellen bei
den Vielfachen von fP. Insgesamt bewegt sich der ”Schwerpunkt“ des Spektrums wa¨hrend
des Schlichtens und Ausfeuerns zu geringeren Frequenzen hin. Nach dem Ausfeuern schwingt
das Werkstu¨cksystem mit einer Frequenz von ca. 360Hz, Bild 5.3 (B). Diese entspricht seiner
5.3 Schwingungen des Werkstu¨cks 55
ersten Biegeeigenfrequenz im eingespannten Zustand. Eine Oberwelle bei 720Hz ist ebenfalls
sichtbar.
In Bild 5.4 ist das Spektrum deutlich sta¨rker verschmiert. Sobald sich ein konstantes Schleif-
kraftniveau aufgebaut hat, liegen die Hauptfrequenzen bei diesem Prozess wa¨hrend der
Schruppphase bei fP = [595, 595 ± fS]Hz. In dieser Phase sind sie damit deutlich ge-
ringer als beim Prozess ohne Rattern. Mit Beginn des Schlichtens wandert der Schwerpunkt
des Spektrums wiederum zu niedrigeren Frequenzen und es ergibt sich ein dominanter Peak
bei fP = 469Hz. Die Harmonischen der jeweiligen Hauptfrequenzlinien sind bereits ab einer
Schleifzeit von tS ≈ 18 s zu erkennen.
Gro¨ßere Peaks der treibenden Frequenz fS sind in keinem der beiden Spektren sichtbar.
An der Versuchsmaschine wird ein ungeregelter Asynchronmotor als Schleifscheibenantrieb
eingesetzt. Daher ergibt sich ein leichter Drehzahlabfall beim Anschnitt, Bild 5.4 (A1), und
ein entsprechender Wiederanstieg beim Umschalten auf Schlichtzustellung, Bild 5.3 (A2).
Die Frequenzlinie bei 150Hz (C) und die bei kleinem Signal-Rauschabstand sichtbaren Ober-
wellen bei 300Hz und 450Hz sind auf elektrische Sto¨rungen zuru¨ckzufu¨hren, die auch bei
ausgeschalteter Maschine im Signal vorhanden sind.
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Gegenu¨ber einer Darstellung von Prozesssignalen im Frequenzbereich erlaubt die hier durch-
gefu¨hrte Auswertung im Zeitbereich zahlreiche weitere Ru¨ckschlu¨sse auf das dynamische
Verhalten des Systems wa¨hrend der Bearbeitung. Die charakteristische Schwingungsent-
wicklung u¨ber der Schleifzeit tS ist in Bild 5.5 aufgezeichnet. Einerseits ist die Komponente
yw der Werkstu¨ckbewegung normal zum Schleifkontakt zu sehen, andererseits ist yw u¨ber
der tangentialen Auslenkung zw aufgetragen, vgl. Bild 4.4 auf Seite 33.
Im Falle des optimalen Prozesses wenige Schleifsekunden nach Abrichten der Schleifscheibe,
fu¨hrt das Werkstu¨ck eher zufa¨llige Schwingungen am Rande der Messauflo¨sung von 0, 1 µm
aus. Mit zunehmender Schleifzeit vera¨ndert sich das Bewegungsverhalten und die zufa¨lligen
zweidimensionalen Schwingungen gehen in deterministisch wiederkehrende eindimensionale
Schwingungsmuster u¨ber, die als Burst-Signale bezeichnet werden ko¨nnen. A¨hnliches dyna-
misches Verhalten ist in jeder der wenigen Arbeiten zu finden, die Ratterschwingungen im
Zeitbereich darstellen, z. B. bei Cuntze (1966), Kounosu (1975) oder Fukuda (1976).
Die in den u¨brigen Arbeiten gezeigten Ratterspektren gleichen denen aus Bild 5.3f. und
deuten auf sehr a¨hnliche zugrunde liegende Zeitsignale hin, vgl. Bild 5.9.
Interessant fu¨r die Untersuchung der Werkstu¨ckdynamik ist insbesondere der Beginn ho¨rba-
ren Ratterns. Dieser wurde wa¨hrend der in Bild 5.5 dokumentierten Versuchsreihe auf das
Ausfeuern im dritten Schleifversuch (tS = 115 s) bzw. auf den Beginn des vierten (tS = 125 s)
datiert.
Wie in den yw(t) - Graphen in Bild 5.5 zu sehen ist, entstehen die Ansa¨tze der Burst-Signale
sehr fru¨h. Bei tS = 70 s sind diese bereits zu erkennen, wa¨hrend eine Ausrichtung der
Schwingungen erst bei tS = 110 s beginnt, wie anhand der yw u¨ber zw - Darstellung sichtbar
wird. Ein signifikanter Anstieg der Schwingungsamplitude liegt zwischen drittem und vier-
tem dargestellten Zeitabschnitt. Rattermarken waren auf der Oberfla¨che ab tS > 215 s zu
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Bild 5.5: Entwicklung der Werkstu¨ckschwingungen im Prozessverlauf
erkennen, wo die Schwingungsamplituden bereits das Vierfache der urspru¨nglichen Ampli-
tuden aufweisen. Eine deutliche Scha¨digung der Werkstu¨ckoberfla¨che trat erst ab tS > 270 s
bei der zehnfachen Ausgangsamplitude auf. Diese Beobachtung, dass Schwingungen sich nur
bei sehr großen Amplituden auf die sichtbare Werkstu¨ckqualita¨t auswirken, deckt sich mit
den in Abschnitt 2.2.2 beschriebenen Untersuchungsergebnissen von Kuhfuß (1984).
Wa¨hrend der Bearbeitungszyklen mit Rattern war akustisch ein Ton oberhalb des Kam-
mertons A sowie die Modulation des Signals mit einer geringen Frequenz wahrzunehmen.
Letztere ist die Frequenz fS der Schleifscheibendrehzahl nS, die in den Versuchsreihen je
nach Zeitspanvolumen zwischen 31 und 32, 5Hz lag. Erstere Frequenz ist die Frequenz
der Schwingung wa¨hrend des Burst-Signals, die im Spektrum des achten Schleifversuches
(tS = 270 s) bei 485Hz liegt und im Folgenden sowie im Abschnitt 5.5 na¨her betrachtet
wird.
Ein Ausschnitt der fu¨r eine Umdrehung der Schleifscheibe nahezu periodischen Werkstu¨ck-
schwingung bei tS = 270 s ist in Bild 5.6 (A) dargestellt. Verwendet wird ein Koordina-
tensystem KSα. Dieses ist gegenu¨ber dem Standard-Koordinatensystem um den Winkel
α gedreht, so dass die gerichtete Werkstu¨ckbewegung entlang der neuen yα-Achse erfolgt.
Neben dem transformierten Wegsignal yαw(t) sind in Bild 5.6 die numerisch ermittelte Werk-
stu¨ckbeschleunigung y¨αw(t) und der Phasenplan yαw(t) u¨ber y˙αw(t) aufgezeichnet.
Sowohl im Zeitsignal der Werkstu¨ckbewegung als auch besonders im Phasenplan wird der
Stoßcharakter der Ratterschwingung deutlich. Im Gegensatz zu den beispielsweise von Oe-
streich (1998) oder Peterka et al. (1999) untersuchten Stoßschwingern handelt es
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sich beim Schleifen um weiche Sto¨ße, wie anhand der Ei-Form des Phasenplans ersichtlich
ist. Die positiven und negativen Nulldurchga¨nge der Beschleunigung ko¨nnen dazu dienen,
die Auftreff- und die Abhebepunkte zu scha¨tzen. Diese sind in den Grafiken jeweils durch
kleine schwarze Kreise bzw. graue Quadrate markiert.
In Anlehnung an gebra¨uchliche Korn-Bindung-Modelle, vgl.Brinksmeier (1992), la¨sst sich
dieser weich abgefangene Stoß durch eine progressive Steifigkeit der Schleifscheibe in normaler
Richtung erkla¨ren, die auch Folkerts (1993) in seinen Untersuchungen festgestellt hat.
Dabei dru¨ckt das Werkstu¨ck bei Kontakt zuna¨chst die Korund-Schleifko¨rner in die weiche
Bindung. Je gro¨ßer die Deformationswege werden, desto mehr dieser harten Al2O3-Partikel
geraten untereinander in Kontakt und sorgen entsprechend ihres bis zu zehnfach ho¨heren
E-Moduls fu¨r eine hohe Steifigkeit des Systems. Gleichzeitig reduziert sich die da¨mpfende
Wirkung der Bindung.
Im Wegsignal sowie im Phasenplan von Bild 5.6 sind zwei unterschiedliche Regionen zu
erkennen:
 Region (i), von 32-52 ms, ist der eigentliche Burst. Hier verliert das Werkstu¨ck mehr-
fach den direkten Kontakt zur Schleifscheibe. Beim Wiederauftreffen wird es jeweils
stark abgebremst, was anhand der korrespondierenden Peaks im Verlauf von y¨αw(t)
deutlich zu erkennen ist. Die ho¨rbare Frequenz dieser Stossschwingung ist 485Hz.
 In den Regionen (ii) und (iii), von 52-62 ms bzw. 31-32 ms, ist die sichtbare Schwingung
in erster Na¨herung eine harmonische Oszillation des gekoppelten Systems, bestehend
aus Werkstu¨ck und Schleifscheibe. Diese Schwingung hat im Vergleich zum Burst
eine ho¨here Frequenz von 650Hz, die auch im Spektrum des Prozesses ohne Rattern
auftaucht. Wie anhand von Ausschwingversuchen im Schleifbetrieb besta¨tigt werden
kann, handelt es sich um die Eigenfrequenz des gekoppelten Systems fSw1 fu¨r kleine
Amplituden, s. Kapitel 6.
Fu¨r die Modellbildung des Schleifprozesses und die Dimension eines Schleifprozessmodells
la¨sst sich festhalten, dass das Werkstu¨ck wa¨hrend des Prozesses zweidimensionale Bewegun-
gen in der Schleifkraftebene ausfu¨hrt.
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Bild 5.6: Ratterschwingung wa¨hrend einer Werkzeugumdrehung
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Im Fall der Ratterschwingungen ist die Amplitude der dynamischen Normalschwingung zwei-
einhalb mal so groß wie die tangentiale Amplitude. Im Fall des optimalen, ratterfreien Pro-
zesses, den es zu stabilisieren gilt, sind beide Amplituden betragsma¨ßig gleich groß. Die
tangentiale Komponente der dynamischen Schleifkraft kann wa¨hrend des Prozesses sogar
deutlich gro¨ßer werden als die normale Komponente, wie Kuhfuß (1984) experimentell
feststellt.
Mit dem Auftreten von Rattern fu¨hrt das System in erster Na¨herung nur noch eine ein-
dimensionale Bewegung in einer Hauptschwingungsrichtung aus, in diesem Fall la¨sst sich das
zugrunde liegende dynamische Modell auf das im folgenden Abschnitt beschriebene reduzierte
Prinzipmodell vereinfachen.
Signifikante Schwingungen der Schleifscheibe, die mit den Ratterschwingungen korreliert wa-
ren, traten erst jeweils zum Ende einer Messreihe ein, wenn die Versuche wegen heftigster
Schwingungen abgebrochen werden mussten. In U¨bereinstimmung mit Untersuchungen von
Chen (1990) und Michels (1999) sowie Tellbu¨scher (1986) ko¨nnen Schwingungen
der Schleifscheibe bei der Betrachtung der Prozessdynamik an einer konventionellen Schleif-
maschine vernachla¨ssigt werden. Diese Aussage wird in Kapitel 6 anhand von Schwingungs-
analysen verifiziert.
5.4 Reduziertes Prinzipmodell fu¨r Ratterschwingungen
Wie im vorigen Abschnitt gezeigt wurde, treten im Fall von Rattern gerichtete Schwingun-
gen des Werkstu¨cks in der Vorzugsrichtung yαw auf. Fu¨r das Systemverhalten la¨sst sich in
diesem Fall das in Bild 5.7 dargestellte, vereinfachte Modell mit zwei Grundzusta¨nden ab-
leiten, vgl. Bild 5.1. Das Werkstu¨ck wird als Einmassenschwinger (Masse mw, Feder- und
Da¨mpfungskonstanten cw bzw. dw) mit einem mechanischen Freiheitsgrad modelliert. Die
Schleifscheibe ist durch ihre Kontaktsteifigkeit und -da¨mpfung cS(yC) bzw. dS(yC) repra¨sen-
tiert, die nichtlinear vom relativen Abstand der Kontaktpartner yC = yw(t)− yS(t) abha¨ngt,
s. Bild 6.14 in Abschnitt 6.3.
y
S
a
(A)
a
a
(B)
c
w
m
w
,r
w
d
S
c
S
y
S
y
w
a
y
w
a
c
w
c
S
d
S
d
w
a
m
w
,r
w
r
S
d
w
a
a
Bild 5.7: Reduziertes Prinzipmodell fu¨r die Schleifprozessdynamik
Im Fall Kontakt mit der Schleifscheibe (A) vollfu¨hrt das gekoppelte System Schwingungen
ho¨herer Frequenz als im Fall Kein Kontakt (B), wobei das Werkstu¨ck unbeeinflusst von der
Schleifscheibe frei schwingt. Der Fall (B) entspricht in Bild 5.6 dem Abheben in Region (i).
Der Fall (A) modelliert das restliche Systemverhalten. Unter Vernachla¨ssigung des Index α
ergibt sich fu¨r das Werkstu¨ck die folgende abschnittweise definierte Bewegungsgleichung:
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A: yC(t) ≤ rS + rw :
y¨w(t) + 2DA ω0,A y˙w(t) +ω20,A yw(t) = −
cs(yC)
mw
yS(t)
mit ω0,A =
√
cw + cs(yC)
mw
, DA =
dw + ds(yC)
2mw ω0,A
(5.2)
B: yC(t) > rS + rw :
y¨w(t) + 2DB ω0,B y˙w(t) +ω20,B yw(t) = 0
mit ω0,B =
√
cw
mw
, DB =
dw
2mw ω0,B
(5.3)
Materialabtrag und Werkzeugverschleiß werden an dieser Stelle noch nicht betrachtet. Als
Anregungsquelle dient eine Modulation der Schleifkraft um ±5% mit einem farbigen Rau-
schen. Dessen Frequenzspektrum wurde mit einem Bandpassfilter auf fSw1 ± 200Hz be-
grenzt, vgl. Abschnitt 7.4. Um den exakten Ablo¨sepunkt der Masse mw zu finden, an dem
zwischen Fall (A) und (B) umgeschaltet werden muss, wurde die Nullstellensuche (Zero-
Detection) unter Matlab/Simulink verwendet.
Die freien Parameter wurden zu cw = (2pi 350)2N/m, dw = 2 · 0, 01ω0,BNs/m, cS = (2pi ·
550)2N/m = const., dS = 2 · 0, 3ω0,ANs/m = const. und mw = 1 kg gewa¨hlt.
Aufgrund der genannten Anregung, zeigt bereits diese kompakte Abbildung der Systemdy-
namik Ratterschwingungen, Bild 5.8, die wie im realen Prozess zuna¨chst beim Ausfeuern
entstehen, wenn die Anpresskraft gering ist, die Anregung des Systems durch Schleifkornein-
griffe aber noch vorhanden ist, vgl. Bild 5.3.
Die Modulation der Schleifkraft stellt fu¨r das Prinzipmodell somit ein sehr gut geeignetes
Verfahren dar, um eine Anregung des Prozesses durch Schnittkraftrauschen zu simulieren.
Deren Auswirkungen auf Werkstu¨ckschwingungen und -oberfla¨che werden innerhalb von Ka-
pitel 7 im Detail diskutiert. Die nichtlineare Steifigkeit cS(yC) wird innerhalb der Abschnitte
6.3 und 4.2.3 betrachtet.
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Bild 5.8: Ratterschwingungen des 1D-Prinzipmodells beim Ausfeuern
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5.5 Ratterfrequenz
Mit den Erkenntnissen der vorangegangenen Zeitbereichsbetrachtungen ergeben sich bezu¨g-
lich der charakteristischen Ratterfrequenzverla¨ufe, die in den Bildern 5.3 und 5.4 gezeigt
werden, neue Gesichtspunkte fu¨r deren Interpretation.
Typische Spektren von Ratterschwingungen aus mehreren aufeinander folgenden Schleifzy-
klen u¨ber der Schleifzeit tS sind in Bild 5.9 b) zu sehen, vgl. Bild 5.3f.. Diese sind in a¨hnlicher
Form in jeder Arbeit zu finden, die sich mit der Dynamik des Außenrundschleifens bescha¨f-
tigt, so z. B. bei Schiefer (1980), Dietrich (1985), Tellbu¨scher (1986), Klotz
(1987), Gosebruch (1990), Chen (1990), Folkerts (1993), Alldieck (1994) und
Fu et al. (1994). In Bild 5.9 a) sind die zugeho¨rigen Zeitsignale aufgezeichnet.
Charakteristisch fu¨r Ratterspektren konventioneller Prozesse sind die folgenden Eigenschaf-
ten, die z. T. bereits in Abschnitt 5.2 erwa¨hnt wurden, vgl. Polacek und Vanek (1973):
1. Es gibt Ansammlungen von Frequenzpeaks um eine Ratterfrequenz herum. Diese
Peaks haben zueinander einen Frequenzabstand, der einem ganzzahligen Vielfachen
der Schleifscheiben-Drehfrequenz fS entspricht.
2. Die Ratterfrequenz stimmt in der Regel mit keiner der Hauptresonanzen bzw. Eigen-
frequenzen des Systems Maschine-Werkstu¨ck u¨berein.
3. Die Ratterfrequenz nimmt mit steigender Schwingungsamplitude ab. Thompson
(1992) macht nichtlineare Da¨mpfung dafu¨r verantwortlich. Snoeys und Brown
(1969) gehen von einer Abnahme der Systemsteifigkeit aus.
In Bild 5.9 sind neben dem allgemeinen Anstieg der Ratteramplitude sowohl die charakte-
ristisch verteilten Peaks als auch deutlich die Abnahme der Frequenzen mit zunehmender
Schleifzeit zu erkennen. Der Hauptpeak wandert im Spektrum von 644Hz bis 451Hz. Bei
Beginn ho¨rbaren Ratterns liegt er bei ca. 612Hz.
Werden Rattersignale nur im Frequenzbereich betrachtet, ist die Analyse der nichtlinearen
Vorga¨nge schwierig. Die Ratterfrequenz fR, die sich wa¨hrend eines Prozesses einstellt, la¨sst
sich in der Regel erst bestimmen, nachdem Rattern aufgetreten ist. Michels (1999),
Bild 5.9: Ratterentwicklung im Zeitbereich, a), und im Frequenzbereich, b)
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der fu¨r seine aktive Ratterkompensation a-priori-Wissen u¨ber die Ratterfrequenz beno¨tigt,
bestimmt fR fu¨r seine Werkstu¨cke experimentell in separaten Versuchsla¨ufen. Bei einer
Zeitbereich-Betrachtung der vorliegenden Werkstu¨ckauslenkung im Prozess und mit Hilfe
des hier zuvor in Abschnitt 5.1ff. entwickelten Prinzipmodells eines Stoßschwingers la¨sst
sich das Schwingungsverhalten somit wie folgt erkla¨ren:
Werden die positiven Nulldurchga¨nge der Beschleunigungspeaks verwendet, um den Beginn
des Abbremsvorgangs des Werkstu¨cks abzuscha¨tzen, wie in Bild 5.6 dargestellt war, zei-
gen die Auftreffpunkte, dass zwischen Werkzeug und Werkstu¨ck eine relative, sinusfo¨rmige
Welligkeit vorhanden ist. Im Tal dieser Welligkeit sinkt der Anpressdruck zwischen den
Kontaktpartnern, und das Werkstu¨ck, das durch die zahlreichen Einzelkorneingriffe sta¨ndig
breitbandig zu Schwingungen angeregt wird, hat die Freiheit von der Scheibe abzuheben
und Schwingungen mit gro¨ßerer Amplitude auszufu¨hren. Mit wieder zunehmendem An-
pressdruck sinken die Amplituden der Werkstu¨ckauslenkung. Das Werkstu¨ck fu¨hrt mit der
Scheibe gemeinsam Koppelschwingungen aus, bis das Tal der Welligkeit die Kontaktzone er-
neut durchla¨uft. Parallel bilden sich auf der Scheibe Welligkeiten mit der Wellenzahl fR/nS.
Diese sind von zuna¨chst geringer Amplitude, fachen aber die Eigenschwingungen des Systems
weiter an, vgl. Abschnitt 5.6.
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Bild 5.10: Signalanteile einer Ratterperiode im Zeit- und Frequenzbereich
Frequenzbereich versus Zeitbereich
In Bild 5.10 ist fu¨r das Signal aus Bild 5.6 neben yαw die Fast-Fourier Transformation
FFT(yαw) dargestellt. Die vorliegende Ratterfrequenz fR ist die Hauptfrequenz der nicht-
linearen Stoßschwingung. Diese wird mittels einer FFT durch eine Hauptschwingung bei
fR = 485Hz und einer Harmonischen dieser bei 970Hz wiedergegeben. Im Wegsignal ist
weiterhin die Eigenfrequenz des eingespannten Werkstu¨cks ( fw1 = 360Hz) enthalten, die
relevant ist, sobald das Werkstu¨cksystem frei schwingt. Ferner ist im Frequenzspektrum die
Frequenz fSw1 = 650Hz des gekoppelten Gesamtsystems zu finden, mit der dieses fu¨r u¨ber
30% einer Ratterperiode schwingt. Da die Peaks bei fw1 und fSw1 hinsichtlich ihrer Ampli-
tude nur von untergeordneter Bedeutung sind, werden die zugeho¨rigen Frequenzen bei einer
reinen Betrachtung im Frequenzbereich nicht erkannt.
Fu¨r das Außenrundschleifen schlanker Werkstu¨cke sowie fu¨r Maschinen mit weit auskra-
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gendem, d. h. weichem Reitstock, la¨sst sich somit die Ratterfrequenz fR in Abha¨ngigkeit
der Biegeeigenfrequenz fw1 des freien Werkstu¨cksystems und der ersten Eigenfrequenz des
gekoppelten Systems fSw1 abscha¨tzen als
fw1 ≤ fR ≤ fSw1 (5.4)
Die untere Grenze der Ratterfrequenz fR = fw1 stellt den theoretischen Fall dar, dass das
Werkstu¨cksystem ga¨nzlich von der Schleifscheibe abhebt und danach freie Schwingungen
ausfu¨hrt, was in der Praxis beispielsweise beim Ausfeuern auftritt, s. Bild 5.4 (B). Da fw1
in der Praxis einfacher ermittelt werden kann als fSw1, ist eine grobe Abscha¨tzung der Rat-
terfrequenz nach Gl. (5.5) mo¨glich.
1, 2 · fw1 . fR . 2 · fw1 . (5.5)
Diese von Fu et al. (1994) auf empirischer Basis angegebene Relation hatte bei allen
durchgefu¨hrten Experimenten im Rahmen dieser Arbeit Gu¨ltigkeit.
Die Mo¨glichkeiten und Probleme, die bei der Bestimmung der ersten Eigenfrequenz des
gekoppelten Systems fSw1 vorhanden sind, werden in Abschnitt 6.3 diskutiert.
Abnahme der Ratterfrequenz
Die Abnahme der Ratterfrequenz la¨sst sich somit tatsa¨chlich durch die Abnahme der mitt-
leren Systemsteifigkeit erkla¨ren:
Solange die Relativbewegungen der Kontaktpartner klein sind, ist die mittlere Systemstei-
figkeit im praktischen Betrieb maximal. Schleifscheibe und Werkstu¨ck sind eng gekoppelt.
Sobald sich gro¨ßere Amplituden einstellen, wirkt sich die progressive Normalsteifigkeit der
Schleifscheibe aus: Eine Schwingung in Richtung der Scheibe bewirkt schnell eine große
Kraft, die der Werkstu¨ckbewegung entgegengerichtet ist. Das Werkstu¨cksystem wird von
der Schleifscheibe weggedru¨ckt. Die Schleifko¨rner beno¨tigen nach dieser Kompression eine
gewisse Erholungszeit, um dem Werkstu¨cksystem zu folgen. Dieses wird daher zuna¨chst
nicht von der Steifigkeit der Scheibenoberfla¨che beeinflusst und schwingt bis zum Wieder-
eintritt mit einer geringeren Frequenz, im Fall des Abhebens mit seiner Biegeeigenfrequenz.
Obwohl die ho¨here Steifigkeit der Schleifscheibe fu¨r dieses Verhalten verantwortlich ist, sinkt
die mittlere Steifigkeit des Gesamtsystems, da das Werkstu¨cksystem den deutlich gro¨ßeren
Teil einer Schwingungsperiode ohne den Einfluss der Scheibe verbringt. Dieses Verhalten
wird im Abschnitt 6.3 anhand von Ausschwingversuchen nochmals erla¨utert, vgl. Bild 6.14.
Stoßcharakter der Schwingung
Bei der Signalaufnahme und -verarbeitung von Rattersignalen wurden Tiefpassfilter,
d. h. Anti-Aliasing Filter, eingesetzt, deren Eckfrequenzen oberhalb der fu¨nf- bis sechsfa-
chen Ratterfrequenz liegen. Wa¨hrend sich der Burst-Signal des Ratterns in erster Na¨herung
durch die phasenrichtige U¨berlagerung der detektierten Schwingungsanteile erzeugen la¨sst,
wie es bereits Cuntze (1966) oder Fukuda (1976) darstellen, wird der Stoßvorgang im
Signal nur eindeutig als solcher sichtbar, wenn seine hochfrequenten Komponenten nicht
durch ein Tiefpass-Filter beseitigt wurden.
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Rattern beim Ausfeuern
Die Schwingungsentwicklung beim Ausfeuern, die vielfach beobachtet wird, vgl. Bild 5.3f.
wurde bereits durch das reduzierte Prinzipmodell in Abschnitt 5.4 erkla¨rt: Da der An-
pressdruck des Werkstu¨cks an die Schleifscheibe beim Ausfeuern bis auf Null sinkt, eine
breitbandige Anregung durch die Schleifkorneingriffe aber bis zum Kontaktverlust bestehen
bleibt, nehmen die Schwingungsamplituden beim Ausfeuern in der Regel stark zu. Bereits
ausgebildete Werkzeugwelligkeiten regen das Werkstu¨ck zusa¨tzlich zu Schwingungen an. Ein
Wandern der Ratterfrequenz im Spektrum hin zur ersten Biegeeigenfrequenz deutet darauf
hin, dass das Werkstu¨ck wiederum Stoßschwingungen ausfu¨hrt. Um derartige Schwingungs-
effekte nicht zu begu¨nstigen, da sie zu versta¨rktem Verschleiß fu¨hren und eine Welligkeitsaus-
bildung auf der Schleifscheibe fo¨rdern, sollten zur Rattervermeidung Strategien verwendet
werden, die die Ausfeuerzeit gezielt verku¨rzen, wie sie z. B. Popp (1992), Brinksmeier
(1991) oder Mushardt (1980) vorschlagen.
5.6 Welligkeit der Schleifscheibe
Hinweise auf die Welligkeit, die sich im Zeitsignal des Ratterbursts aus Bild 5.6 zeigt, fin-
det sich in den Arbeiten von David (1997), Kuhfuß (1984), Kounosu (1975) und
Kaliszer (1970), die alle ebenfalls Zeitsignale aus dem Prozess betrachten.
Kuhfuß stellt fest, dass das gemessene Schleifkraftsignal Frequenzanteile der Schleifschei-
bendrehfrequenz entha¨lt, die im Leerlauf nicht auftreten. Er vermutet einen Radialschlag
seiner CBN-Schleifscheibe, verursacht durch einen schlechten Abrichtvorgang.
David zeigt in seiner Arbeit Schleifkraftsignale eines Flachschleifprozesses. Diese weisen u¨ber
dem Umfang der Scheibe eine deutliche harmonische Schwankung auf, deren Amplitude zu
Prozessbeginn ca. 8% der Gesamtschleifkraft betra¨gt. Nach dem Prozess ist auf der Scheibe
bei David eine Delle mit korrespondierender Phasenlage sichtbar.
Messungen von Kaliszer zeigen die Entwicklung der Welligkeit der Schleifscheibenoberfla¨-
che im Prozessverlauf. Zuna¨chst ist nur eine Grundwelle vorhanden, in deren Tal sich mit
zunehmender Schleifzeit Welligkeiten ho¨herer Frequenz ausbilden. In diesen spiegeln sich die
Schwingungen des Werkstu¨cks wieder, die sich auf der Scheibe vollsta¨ndig abbilden ko¨nnen,
wie in Abschnitt 2.2.2 anhand der Abbruch- und U¨bergangsfrequenzen, f B und f t, erla¨utert
wurde, s. Tab. 2.4. Ho¨herfrequente Welligkeiten entstehen anfa¨nglich nur im Tal der Grund-
welle, weil das Werkstu¨ck nur in diesem Abschnitt des Schleifscheibenumfangs Schwingungen
gro¨ßerer Amplitude ausfu¨hrt, welche derartigen Verschleiß hervorrufen. Die Grundwelligkeit
der Schleifscheibe beha¨lt u¨ber die gesamte Schleifzeit dieselbe Phasenlage relativ zur Scheibe.
Die folgenden eigenen Messungen besta¨tigen diese Ergebnisse. In Bild 5.11, wird die Phasen-
lage der Ratter-Bursts zum Schleifscheibenwinkel ϕS fu¨r einen Prozess mit einer unwucht-
bedingten Exzentrizita¨t der Scheibe von ε = 1 µm betrachtet. Diese wandert bis tS = 115 s
nur minimal in positiver Umfangsrichtung. Zum Standzeitende der Scheibe tS ≈ 145 s,
bei bereits sehr großen Werkstu¨ckamplituden yw, nimmt der Wellenfortschritt deutlich zu.
Fu¨r tS > 145 s fu¨hrt extremer Verschleiß zusammen mit der Abnahme von Ratterfrequenz
und Wellenanzahl auf der Scheibe zu einer deutlichen Verschiebung der Welligkeit auf dem
Umfang.
In Bild 5.12 sind fu¨r ε = 0, 5 µm Messschriebe der Schleifscheibenoberfla¨che fu¨r unterschied-
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Bild 5.11: Lage der Ratter-Bursts re-
lativ zum Scheibenwinkel
ϕS u¨ber der Schleifzeit tS
  0  90 180 360 
 25
 55
 85
115
145
175
205
Standzeitende der Scheibe
yw(ϕS)
ϕS [
Æ
]
tS [s]
t S
[
s]
10µm
liche Schleifzeiten tS dargestellt. Diese wurden jeweils nach einem Schleifzyklus mittels in-
duktivem Wegtaster mit Messrolle aufgezeichnet, vgl. Abschnitt 4.2.4. Die linke Grafik zeigt
die ungefilterten Rohdaten des Sensors, die u¨ber vier Schleifscheibenumdrehungen gemittelt
wurden. Fu¨r die Darstellung in der rechten Grafik wurden diese Daten mit einem Tiefpass
aufbereitet, dessen Grenzwellenla¨nge einem Zwanzigstel des Scheibenumfangs entspricht.
Die bereits bei tS = 0 s nach dem Abrichten vorhandene Grundwelligkeit der Scheibe ist in
beiden Grafiken zu erkennen. Diese wird von hochfrequenten Welligkeiten u¨berlagert. Zum
praktischen Standzeitende, das im dargestellten Prozess bei tS ≈ 140 s lag, sind wie bei
Kaliszer ho¨herfrequente Wellen auf dem Umfang sichtbar. Fu¨r tS = 200 s lassen sich 15
bis 16 Wellen u¨ber dem Schleifscheibenumfang bestimmen, was fu¨r fS = 32, 2Hz mit den
vorliegenden Ratterfrequenzen von 483 bis 515, 2Hz korrespondiert.
Anhand der Rohdaten zeigt sich ferner die hohe Rauigkeit der Schleifscheibe nach dem
Abrichten. Da fu¨r die Untersuchungen ein Prozess mit geringer Zustellung gewa¨hlt wurde,
arbeitet die Schleifscheibe nicht im Bereich der Selbstscha¨rfung, so dass die Rauigkeit im
Prozessverlauf abnimmt, insbesondere im ersten Schleifzyklus.
Bereits Kaliszer geht davon aus, dass die anfa¨ngliche Entstehung der Welligkeit auf eine
Unwucht der Schleifscheibe zuru¨ckzufu¨hren ist. Der hieraus resultierende Zusammenhang
zwischen Rattern und Unwucht wird im folgenden Abschnitt na¨her untersucht.
Bild 5.12: Entwicklung der Werkzeugwelligkeit im Prozessverlauf
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5.7 Unwucht
Die Schleifscheibenwelligkeit ist einer der Hauptauslo¨ser von Ratterschwingungen. Wenn
nicht direkt eine Resonanz der Maschinenstruktur, nichtlineare Stick-Slip-Effekte in der
Spindelkopffu¨hrung oder eine mangelhafte Gleichfo¨rmigkeit der Zustellung fu¨r Rattern ver-
antwortlich gemacht werden ko¨nnen, lassen sich Ratterschwingungen im Allgemeinen durch
ein Abrichten der Schleifscheibe vollsta¨ndig beseitigen. Der Abrichtprozess dient dabei ei-
nerseits dazu, die Zerspaneigenschaften der Scheibe wieder in einen optimalen Zustand zu
bringen und u¨ber dem Umfang zu homogenisieren, andererseits werden Welligkeiten, die sich
wa¨hrend des Prozesses aufgebaut haben, durch das Abrichtwerkzeug beseitigt. Im Zusam-
menhang mit der Welligkeit der Schleifscheibe wurde im Rahmen dieser Arbeit festgestellt,
dass der Einfluss einer Unwucht des schnell rotierenden Werkzeugs eindeutig als ratterbe-
gu¨nstigend klassifiziert werden kann.
Fu¨r die Untersuchungen wurde der automatische 2-Massen Auswuchtkopf der Firma
Schmidt-Hoffmann-Systems GmbH (SBS) eingesetzt, um die Scheibenunwucht und damit die
Wuchtgu¨te, dass heißt die Amplitude der Auslenkung ε der Scheibe (gemessen am Schleif-
spindelkasten) aufgrund von Unwucht, gezielt vorzugeben. Das Gera¨t verfu¨gt u¨ber einen
Drehzahlmesser und ein Drehzahl abha¨ngiges Bandpassfilter, u¨ber das Daten eines Beschleu-
nigungsaufnehmers ausgewertet werden, der oberhalb des schleifscheibenseitigen Lagers der
Schleifspindel auf dem Spindelkasten befestigt ist.
In Bild 5.13 ist die von Lindsay (1973) als Begriff gepra¨gte
”
Chatter-free (cf) Grinding
Time“ tc f der Wuchtgu¨te ε aufgrund einer eingestellten Unwucht gegenu¨bergestellt.
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Bild 5.13: Ratterfreie Schleifzeit tc f in Abha¨ngigkeit der Wuchtgu¨te ε der Schleifscheibe
Mit einer absichtlich nur manuell statisch ausgewuchteten Schleifscheibe mit ε > 2 µm tra-
ten Ratterschwingungen im Versuch bereits nach durchschnittlich ca. tc f (ε > 2) w 30 s auf,
bei ε = 0, 4 µm erst nach tc f (ε = 0, 4) w 120 s. Die Versuche mussten aufgrund heftiger
Ratterschwingungen jeweils nach tS(ε > 2) w 120 s bzw. tS(ε = 0, 4) w 300 s abgebrochen
werden. Die u¨brigen Maschinen- und Prozessparameter wurden wa¨hrend der Versuche nicht
variiert. Laut Aussage des Auswuchtkopf-Herstellers SBS bei der Inbetriebnahme des Ge-
ra¨tes entspricht eine Wuchtgu¨te von ε 6 0, 4 µm auf der Anzeige des verwendeten Gera¨tes
bereits einer außerordentlich geringen Unwucht, die in industriellen Anwendungen nicht im-
mer erreicht werden kann. Der Schleifmaschinen-Hersteller Studer-AG (2000) gibt die
erreichbare Wuchtgu¨te eines Hydrowuchtkopfes mit ε = 0, 2 µm an. Die Wuchtgu¨te statisch
ausgewuchteter Scheiben entspricht nach Studer einem ε = 1 . . . 5 µm.
Durch pra¨zises Vorwuchten per Hand, kombiniert mit dem automatischen Wuchtkopf, war es
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an der isoliert aufgestellten Versuchsmaschine mo¨glich, den Unwuchteinfluss auf ε < 0, 1 µm
zu reduzieren. Hier wurden die Versuche nach tS(ε < 0, 1 µm) w 450 s abgebrochen, ohne
dass Rattereffekte auftraten, vgl. Bild 5.13.
Stand des Wissens
Teure automatische Auswuchtgera¨te sind in der industriellen Praxis nur bei Maschinen der
Spitzenklasse serienma¨ßig vorhanden. Fu¨r kleinere Maschinen werden wirtschaftlichere, trag-
bare Gera¨te angeboten. Diese messen Amplitude und Winkellage der vorhandenen Unwucht
und zeigen dem Benutzer die optimalen Positionen der Ausgleichsgewichte der Scheibe an.
Nach Auskunft der Hersteller werden Auswuchtgera¨te vom Ka¨ufer nur selten bestellt. Ins-
besondere in kleineren Werksta¨tten werden die Scheiben daher nur selten dynamisch oder
semi-automatisch gewuchtet, wie Gespra¨che mit Anwendern und Herstellern ergeben haben.
Zahlreiche Arbeiten behandeln das effiziente Abrichten der Schleifscheibe, wobei in der Regel
technologische Aspekte im Vordergrund stehen:
Tho¨ing (1956) und Frank (1963) untersuchen die erzielbare Wirkrauhtiefe sowie den
Verschleiß der Abrichtwerkzeuge. Lortz (1975) behandelt die Kornverteilung und die
Spanbildung beim Schleifprozess und geht dabei insbesondere auf die Bedeutung des Ab-
richtprozesses ein, s. a. Fru¨hling (1976). Weinert (1976) analysiert Vera¨nderungen
der Oberfla¨chenstruktur wa¨hrend des Prozesses. Hinweise zur optimalen Gestaltung eines
konventionellen Abrichtprozesses sind in der Arbeit von Messer (1983) zu finden.
Yegenoglu (1986) konzentriert sich auf die Beschreibung einzelner Ko¨rner sowie ei-
nes Kornverteilungsmodells, auf dem u. a. David (1997) aufbaut. Er entwickelt ferner
analytisch-technologische Modelle zur Berechnung der Oberfla¨chenbeschaffenheit der Schleif-
scheibe. Eichhorn (1997) behandelt das Abrichten und Konturieren der Schleifscheibe mit
rotierendem Abrichtwerkzeug.
Arciszewski (1991) untersucht das CD-Schleifen, bei dem kontinuierlich abgerichtet wird.
Beim CD-Schleifen spielen Ratterschwingungen keine Rolle, da sich auf der Schleifscheibe
verfahrensbedingt keine Wellen ausbilden ko¨nnen. Aufgrund des hohen Materialabtrags
auf dem Werkzeug, ist dieses Verfahren fu¨r konventionelle Schleifoperationen jedoch kaum
wirtschaftlich einzusetzen.
Die Unwucht der Schleifscheibe wird nur in wenigen Arbeiten explizit behandelt:
Kaliszer (1960) untersucht den Einfluss der Unwucht auf die Ausbildung von Mikrowel-
ligkeiten auf der Schleifscheibenoberfla¨che und kann zeigen, dass sich diese umso schneller
ausbilden, je gro¨ßer die Unwucht der Scheibe ist. Varga (1970) verwendet in seinen Berech-
nungen eine perfekt abgerichtete, aber unwuchtige Scheibe, die sich aufgrund anisotropischer
Lagerung auf einer elliptischen Bahn um den Scheibenmittelpunkt bewegt. Er zeigt anhand
der Hu¨llkurve der Bewegung analytisch, dass die resultierende Werkstu¨ckoberfla¨che wellig
wird. Kienzle und Mu¨nnich (1957) undGawlak (1984) behandeln allgemeine Aspekte
des statischen und dynamischen Auswuchtens von Schleifscheiben.
Gema¨ß der Ergebnisse von Cuntze (1966) steigen sowohl die anfa¨ngliche Schwingweite des
Werkstu¨cks als auch die Anstiegsgeschwindigkeit mit Unrundheit und Unwucht exponentiell
an. Cuntze kann Inhomogenita¨ten von Werkstu¨ck und Schleifscheibe anhand seiner Ver-
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suche als Anregungsquellen fu¨r Rattern ausschließen und zeigt, dass der Abrichtzustand der
Schleifscheibe maßgeblich die Ausbildung von Ratterschwingungen begu¨nstigt.
Diesbezu¨glich weist Cuntze auf eine Arbeit von Gelfeld (1961) hin, der beschreibt, wie
sich eine anfa¨ngliche harmonische Welligkeit auf der Scheibe ausbildet, wenn diese unter
Unwuchteinfluss abgerichtet wird. Ein Effekt, der ebenfalls von Kaliszer und Sindwani
(1969) und von Gawlak (1984) untersucht wird, in weiteren Arbeiten zur Abrichtproble-
matik oder zur Entstehung von Ratterschwingungen jedoch nicht explizit auftaucht. Obwohl
die Unwucht in nahezu allen Arbeiten als mo¨gliche Anregungsquelle fu¨r erzwungene Schwin-
gungen genannt wird, taucht ihr Einfluss in Modellbetrachtungen zur Schleifprozessdynamik
in der Regel nicht explizit auf. Unwucht beru¨cksichtigen Liao und Shiang (1989), so-
wie Weck und Schulz (2001), die sie als zusa¨tzliche Anregungsquelle verwenden, um im
Modell und im Prozess Welligkeiten des Werkstu¨cks zu erzwingen.
Unwucht als Quelle selbsterregter Schwingungen
Da die Frequenz der Schleifscheibendrehzahl in der Regel mehr als eine Ordnung kleiner
ist als die auftretenden Ratterfrequenzen, besteht kein direkter Zusammenhang zwischen
Unwucht und Rattern. Von allen mo¨glichen Quellen externer Schwingungsanregung ist die
Unwucht jedoch die mit dem gro¨ßten Einfluss auf den Prozess, Inasaki et al. (2001). Die
Annahme von Hoshi et al. (1986) bei den zahlreichen Peaks in einem Ratterspektrum
im Abstand der Schleifscheibendrehfrequenz von fS handele es sich um unterschiedliche Ei-
genfrequenzen des Schleifsystems, die von Harmonischen einer Unwucht angeregt werden,
kann zwar anhand der zahlreich dokumentierten Schwingungsanalysen von Schleifsystemen
in der Literatur zuru¨ckgewiesen werden, vgl. Kapitel 6, die Anregung des Systems durch die
Schleifscheibendrehzahl ist aber permanent vorhanden und zeigt sich in jedem Messsignal
des Prozesses.
5.7.1 Abrichtwelligkeit
Die Schleifscheibe bzw. -spindel ist ein kurzer elastischer Rotor, der an der Versuchsmaschine
in hoch pra¨zisen, hydrodynamischen Gleitlagern gefu¨hrt wird. Er wird unterkritisch betrie-
ben. Die erste Eigenkreisfrequenz ωSS der fliegend gelagerten Schleifspindel samt Scheibe
liegt bei 2pi · 2400 s−1 vgl. Abschnitt 6.2 und somit deutlich oberhalb der Kreisfrequenz der
Schleifscheibe im Betrieb ΩS ≈ 2pi · 32 s−1.
Unter der vereinfachenden Annahme der Rotor sei symmetrisch gelagert, ko¨nnen die Trans-
lationsbewegungen der Schleifscheibe von den Neigungen entkoppelt betrachtet werden. Die
Bewegungsgleichung der exzentrisch laufenden Schleifscheibe in der y-z-Ebene mit der Masse
mS hat dann die Form:
M
[
y¨S
z¨S
]
+ D
[
y˙S
z˙S
]
+ C
[
yS
zS
]
= rU Ω2SmS
[
cosΩS t
sinΩS t
]
(5.6)
Dabei sei rU der Abstand des Schleifscheibenschwerpunktes MS vom Wellenmittelpunkt
M0(ΩS = 0) der Schleifspindel infolge einer Unwucht U, Schweitzer et al. (1993),
vgl. Bild 5.14 (A).
Der weitere Abrichtvorgang fu¨r eine Scheibe mit Unwucht ist in Bild 5.14 skizziert:
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(B) Bei Betriebskreisfrequenz ΩS bewegen sich der Schwerpunkt MS und der Wellenmit-
telpunkt M0 aufgrund des Vektors der Unwuchtkraft FU(ΩS) auf Kreisbahnen um
einen Mittelpunkt MΩ. Fu¨r ΩS  ωSS gelten fu¨r die Radien rMS(Ω) = rU + ε sowie
rM0(Ω) = ε  rU.
(C) Nach Zustellung des Abrichtwerkzeugs y f u > 2ε wird am Scheibenumfang je nach aktu-
eller Lage des Unwuchtvektors unterschiedlich viel Material abgetragen, da der Abstand
der Punkte MS und M0 vom Abrichtwerkzeug mit dem Drehwinkel der Scheibe har-
monisch variiert. Zeigt der Unwuchtvektor FU(ΩS) in Richtung des Abrichtwerkzeugs
wird beim Abrichten in Bezug auf M0 viel Material abgetragen.
(D) Zeigt FU(ΩS) weg vom Abrichtwerkzeug, wird in Bezug auf M0 weniger Material
abgetragen.
(E) Nach dem Abrichten ist die Außenkontur der Schleifscheibe bei Betriebskreisfrequenz
ΩS zentrisch zur Drehachse durch MΩ.
(F) Kehrt bei Stillstand der urspru¨ngliche Konturmittelpunkt M0 wieder in den Wellen-
mittelpunkt zuru¨ck, hat der Radiusvektor der Scheibe in Bezug auf M0 u¨ber dem
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Bild 5.14: Abrichten einer unwuchtigen Schleifscheibe
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Umfang eine harmonische Welligkeit mit der Amplitude ε und mit einem Minimum an
der Winkellage des Scheibenschwerpunktes MS bzw. der Unwuchtmasse.
Beginnt der Schleifvorgang, werden Werkstu¨ck und Scheibe gekoppelt. Dieses fu¨hrt zu einer
Vera¨nderung der Spindelsteifigkeit und die Auslenkung der Scheibe ε wird reduziert. Be-
dingt durch die Schleifkra¨fte nimmt auch die Drehzahl der Schleifscheibe ab, was zu einer
geringeren Unwuchtkraft und ebenfalls zu einem geringeren ε fu¨hrt.
Die unwuchtbedingte Exzentrizita¨t ε vera¨ndert sich dabei linear mit der Steifigkeit und
quadratisch mit der Drehzahl, Gl. (5.6). A¨ndert sich ε um 5%, ergibt sich eine wirksame
Welligkeit von ε˜ = 0, 1 · ε. Bei einer statisch gut ausgewuchteten Scheibe mit einer Wuchtgu¨te
von ε ≈ 1 µm bedeutet dieses bereits ein ε˜ ≈ 0, 1 µm, was beim Feinschleifen mit Zustellungen
im Bereich von 10 µm/s nicht unerheblich ist.
Die Welligkeit, die auf diese Weise beim Abrichten aufgebracht wird, spielt bei der Ratterent-
stehung eine weit gro¨ßere Rolle als die Unwucht selbst. In Bild 5.15 ist die Entwicklung von
Ratteramplituden in Abha¨ngigkeit der Unwucht beim Abrichten und Schleifen dargestellt.
100% entsprechen dabei der Amplitude yw(tc f ) am Ende der ratterfreien Schleifzeit tc f .
Wurde die unwuchtbedingte Exzentrizita¨t beim Abrichten zu εA = 1 µm gewa¨hlt, entstanden
ho¨rbare Ratterschwingungen bereits nach einer ratterfreien Schleifzeit von tc f ≈ 125 s. Dieses
geschah unabha¨ngig davon, ob die Exzentrizita¨t beim Schleifen εS = 1 µm oder εS = 0, 1 µm
betrug. Nach einem Abrichten mit εA = 0, 1 µm entstand ho¨rbares Rattern erst nach nahezu
der doppelten Schleifzeit. Die Steigung der Kurven fu¨r εS = 1 µm oder εS = 0, 1 µm ist
wiederum nahezu identisch.
Deutliches Rattern, das fu¨r εA = 1 µm zu Rattermarken auf der Oberfla¨che fu¨hrte und
kurze Zeit spa¨ter den Abbruch der Versuchsreihe notwendig machte, trat fu¨r εA = 0, 1 µm
bis tS = 300 s im untersuchten Zeitbereich nicht auf. Fu¨r εA < 0, 1 µm trat auch nach
tS = 450 s kein ho¨rbares Rattern auf, vgl. Bild 5.13.
Die dargestellten Ergebnisse aus Bild 5.15 lassen sich fu¨r alle im Rahmen dieser Arbeit
durchgefu¨hrten Versuchsreihen verallgemeinern. Um eine Anregung durch Unwucht und
unwuchtbedingte Exzentrizita¨t auszuschließen, sollte die Wuchtgu¨te einer Scheibe im Sub-
mikrometerbereich liegen. Solange die u¨brigen Prozessparameter konstant gehalten werden,
wird eine bessere Wuchtgu¨te die Ratterneigung eines Schleifsystems deutlich reduzieren. Eine
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Bild 5.15: Entwicklung der Ratteramplitude in Abha¨ngigkeit von unwuchtbedingter Ex-
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gut ausgewuchtete Schleifscheibe fu¨hrt außerdem zu einer feineren Oberfla¨che, wie Ergebnisse
von Inasaki et al. (2001) beim Flachschleifen zeigen.
Fu¨r a priori unbekannte Parameterkombinationen ist eine Vorhersage der ratterfreien Schleif-
zeit oder der Ratteramplitude nicht mo¨glich, da die absolute Steigung der Kurven in Bild 5.15
prozessabha¨ngig stark variiert und neben der Unwucht weitere Quellen fu¨r Ratterschwingun-
gen existieren, vgl. Bild 2.4.
5.8 Modelldimension
Im Bereich der sogenannten Nichtlinearen Dynamik wurden Methoden entwickelt, um die
Dimension eines unbekannten Prozesses abzuscha¨tzen. Diese basieren auf der Analyse ein-
zelner Zeitreihen, d. h. Messdaten aus dem untersuchten Prozess.
Eine Kernfrage, die sich im Verlauf der Modellbildung des Schleifprozesses ergeben hat, ist die
Dimension des Modells bzw. die Anzahl der Zusta¨nde, die im Modell beru¨cksichtigt werden
mu¨ssen. Wird zur Abbildung des dynamischen Verhaltens ein Modell mit zwei mechani-
schen Freiheitsgraden beno¨tigt, wie die Ergebnisse der Schwingungsanalyse aus Abschnitt
5.3 andeuten, oder genu¨gt ein eindimensionales Modell, wie es in der Literatur u¨berwiegend
verwendet wird? Um diesbezu¨glich weitere Informationen u¨ber die Systemdynamik zu sam-
meln, wurden Signale aus dem Schleifprozess mit dem Verfahren der Korrelationsdimension
untersucht, das nach Parlitz (1997) oder Kantz und Schreiber (1997) einen unteren
Grenzwert fu¨r die Anzahl Zusta¨nde des untersuchten Prozesses liefert. Alternative Verfahren
sind die Methode der False Nearest Neighbours, Abarbanel (1996), der von Bruns und
Popp (1999) entwickelte Nichtlineare Vorhersagefehler fu¨r Systeme mit definierter, bekann-
ter externer Anregung oder die Methode der Fu¨llfaktoren von Buzug, s. Bruns und Popp
(1998).
Das Verfahren der Korrelationsdimension wurde hier eingesetzt, da einerseits die Einga-
beparameter einfach festlegbar sind und nicht gescha¨tzt werden mu¨ssen, und andererseits
theoretisch quasi beliebige Zeitreihen verwendbar sind, die den Schleifprozess beschreiben.
Einbettung
Das Verfahren der Korrelationsdimension arbeitet mit einer einzelnen Zeitreihe aus dem Pro-
zess. Dieses Signal s(t) = f (x(t)) wird auf Basis der von Takens (1980) vorgeschlagenen
Versatzzeit-Methode nach Gl. (5.7) mit einer Versatzzeit tT in dE Teilsignale zerlegt und im
dE-dimensionalen Raum als Kurve bzw. als sogenannter Attraktor eingebettet, d. h. darge-
stellt, s. Bild 5.17.
p(t, tT) = [s(t), s(t+ tT), s(t+ 2tT), . . . , s(t+ (dE − 1)tT)] (5.7)
Sauer et al. (1991) konnten zeigen, dass sich der aus p(t, tT) rekonstruierte Attraktor
und der Attraktor der originalen Zusta¨nde x(t) = [x1(t), . . . , xm(t)]′ des Systems a¨hnlich
sind, wenn die Einbettungsdimension dE des Zeitsignals mindestens doppelt so groß gewa¨hlt
wird wie die Dimension des untersuchten Systems. Die Versatzzeit tT, die fu¨r die Einbettung
der Daten erforderlich ist, kann aus dem ersten Nulldurchgang der Autokovarianzfunktion
des Signals ermittelt werden, vgl. Bruns und Popp (1998), Parlitz (1997) und Takens
(1980).
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5.8.1 Korrelationsdimension
Vereinfachend beschrieben, la¨sst sich die Dimension eines Systems mit m freien Zustands-
gro¨ßen in einem Raum mit mehr als m Zusta¨nden anhand eines Attraktors des Systems,
d. h. einer Trajektorie seiner dynamischen Bewegung, als m-dimensionales Verhalten erken-
nen. Eine ebene Bewegung bleibt beispielsweise in einer dreidimensionalen Grafik als zwei-
dimensionale Bewegung erkennbar.
Die Basis des Verfahrens zur Bestimmung der Korrelationsdimension ist die Korrelationssum-
me C(r), die die Wahrscheinlichkeit angibt, mit der der Abstand zweier beliebig ausgewa¨hlter
Punkte pi und pj aus einer Menge von N Punkten im m-dimensionalen Raum kleiner gleich
dem Abstand r ist, Parlitz (1997),
C(r) =
2
N(N − 1)
N
∑
i=1
N
∑
j=i+1
H(r− |pi − pj|) . (5.8)
Um ausgewa¨hlte Punkte pi des nach Takens eingebetteten Datensatzes, Gl. (5.7), wird
fu¨r verschiedene Einbettungsdimensionen eine dE-dimensionale Kugel mit r als variablem
Radius gelegt. Die Anzahl C(r) der Attraktorpunkte in dieser Kugel wird nach Gl. (5.8)
bestimmt. Hieraus wird die Korrelationsdimension D2(r) als die logarithmische Steigung der
Korrelationssumme berechnet, Gl. (5.9), und u¨ber dem relativen Kugelradius rrel = r/rmax
aufgetragen, vgl. Parlitz (1997) u. a. .
D2(r) =
d log[C(r)]
d log(r)
(5.9)
Sofern das untersuchte System eine definierte Dimension aufweist, macht sich diese durch ein
Plateau von D2(r) bemerkbar. Da die Anzahl der Attraktorpunkte eines m-dimensionalen
Systems innerhalb der dE-dimensionalen Kugel proportional zu rm ist, ist die Steigung D2(r)
in korrespondierenden Abschnitt konstant. Dieses gilt fu¨r ausreichend große dE, weshalb
D2(r) in diesem Bereich fu¨r dE > m . . . 2m gegen den Grenzwert m strebt.
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Ein großer Vorteil des Verfahrens der Korrelationsdimension ist, dass die Einbettungsdimen-
sion dE selbst a priori nicht bekannt sein muss.
Fu¨r die Berechnung der Korrelationsdimension wird die Funktion D2 aus dem Tisean-
Softwarepaket von Hegger und Kantz (1999) eingesetzt.
Untersucht wurden Daten der Werkstu¨ckauslenkung, Schleifkraft und Reitstockbeschleuni-
gung. Es wurden Signalverla¨ufe zu Beginn des Prozesses ohne Rattern (tS ≈ 50 s) und zum
Ende der Werkzeugstandzeit (tS ≈ 290 s) mit deutlichen Ratterschwingungen untersucht.
Die Datensa¨tze mit einer Abtastrate von 41, 3 kHz sind mit einem 4 kHz Tiefpass und einem
15Hz Hochpass gefiltert und haben eine La¨nge von jeweils ca. 200 000 Datenpunkten. Die
maximal zu untersuchende Einbettungsdimension ist dmaxE = 20. Ausgesuchte Ergebnisse
der durchgefu¨hrten Berechnungen sind in Bild 5.16 dargestellt.
Offensichtlich ist der Unterschied zwischen Ergebnissen aus Daten mit Rattern (tS ≈ 290 s)
und Daten ohne Rattern (tS ≈ 50 s) zu erkennen. In den Grafiken der oberen Reihe kurz nach
dem Abrichten kann kaum von einer Konvergenz der Steigung gesprochen werden. Schmale
Plateaus sind bei Werten von D2(FSy) = 8, 5 bis D2(yw) = 7 zu erkennen.
Fu¨r tS ≈ 290 s sind ausgepra¨gte Ratterschwingungen vorhanden und bei den Kraftdaten hat
sich ein deutliches Plateau bei D2(FSy) = 3, 5 gebildet. Bei den Auslenkungen yw ist eine
Konvergenz bei D2(yw) = 4 fu¨r mittlere relative Radien rrel ≈ 0, 1 zu erkennen. Bei den
Beschleunigungsdaten ist keine ausgepra¨gte Konvergenz vorhanden. Fu¨r rrel ≈ 0, 02 ist zwar
ein Plateau bei sechs zu erkennen, dieses wird aber von einem U¨berschwingen begleitet.
Die mit dem Verfahren der Korrelationsdimension erhaltenen Ergebnisse
 besta¨tigen die Beobachtung, dass sich die Dimension des Systems beim Entstehen von
Ratterschwingungen reduziert, wie dieses in Abschnitt 5.1f. anhand des Prinzipmodells
und der gemessenen Werkstu¨ckauslenkungen gezeigt wurde.
 deuten darauf hin, dass ein Schleifprozessmodell mindestens vier unabha¨ngige Zu-
standsgro¨ßen aufweisen sollte, um den Fall von Ratterschwingungen abbilden zu ko¨n-
nen. Fu¨r den Fall des optimalen Prozesses nimmt die Anzahl der Zusta¨nde nochmals
zu, wenn die schmalen Plateaus der dargestellten Kurven als Konvergenz zu interpre-
tieren sind. Anderenfalls kann von einem zufa¨lligen Zeitverhalten ausgegangen werden.
 lassen vermuten, dass der Prozess des Ratterns Anteile chaotischen Verhaltens hat,
da sich bei der Analyse der Kraftdaten eine sogenannte fraktale Dimension bei
D2(r) = 3, 5 einstellt, die sich bei den Auslenkungen des Werkstu¨cks jedoch nicht
findet. Zum Vergleich sei die Arbeit von Moon (1994) genannt, in der er die Stei-
gung des Korrelationsintegrals fu¨r sein Modell des Drehprozesses berechnet und anhand
einer fraktalen Dimension von S = 2, 6 dem System chaotisches Verhalten nachweist.
Neben der Dimensionsreduzierung, die anhand der Ergebnisse aus Abschnitt 5.3 offensicht-
lich ist, liefert die Korrelationsdimension lediglich eine unsichere Aussage u¨ber die Systemdi-
mension des realen Schleifprozesses. Das Verfahren gibt außerdem keinerlei Informationen,
welche Zustandsgro¨ßen fu¨r ein Minimalmodell zu beru¨cksichtigen sind. Sollte der Attraktor
eines Rattersignals tatsa¨chlich von der Dimension vier oder ho¨her sein, wa¨re dieser schwer
zu visualisieren bzw. anschaulich darzustellen.
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5.8.2 Attraktorrekonstruktion
Sofern der Attraktor des Originalsystems bekannt ist, kann die Versatzzeitmethode nach
Takens, Gl. (5.7), dazu dienen festzustellen, wie gut eine Zeitreihe bzw. eine Messgro¨ße,
den zugrunde liegenden Prozess beschreibt. In Bild 5.17 ist der Originalphasenplan, yw u¨ber
y˙w rekonstruierten Attraktoren im R2 gegenu¨bergestellt.
Bild 5.17: Original-Phasenplan, yw u¨ber y˙w, und rekonstruierte Attraktoren (tS ≈ 290 s)
Der aus Wegdaten rekonstruierte Attraktor a¨hnelt dem Original bis auf eine Drehung um
45o, die fu¨r das Einbettungsverfahren charakteristisch ist. Die Rekonstruktion aus der Nor-
malkraft FSy zeigt eine gewisse, wenn auch deutlich geringere A¨hnlichkeit. Der Attraktor
der Beschleunigungsdaten ist grundlegend vom Original verschieden und entha¨lt so gut wie
keine Information u¨ber das Systemverhalten. Dieses besta¨tigt die Ergebnisse aus Abschnitt
4.2. Dort wurde gezeigt, dass eine gute Korrelation der Kraftmessdaten mit dem Wegsignal
vorliegt, wa¨hrend diese zum Beschleunigungssignal deutlich schlechter ist, s. Bild 4.10 und
4.7.
Anhand von Bild 5.17 wird außerdem deutlich, dass die sinnvolle Rekonstruktion des Attrak-
tors eines realen Systems eine Zeitreihe erfordert, die mo¨glichst direkt mit der Systemdy-
namik korreliert ist. Beschleunigungsignale oder unbehandelte AE-Daten, sind hierzu nicht
einzusetzen.
Der rekonstruierte Attraktor von yw beha¨lt auch im R3 seine zweidimensionale Gestalt aus
Bild 5.17. Im Fall des Ratterns erscheint daher eine Abbildung der Systemdynamik in einem
zweidimensionalen Phasenplan als geeignet. Die Zusta¨nde Werkstu¨ckauslenkung yw und -
geschwindigkeit y˙w, bzw. yαw und y˙αw stellen darin die Systemzusta¨nde dar, vgl. Abschnitt
5.3.
Unter der Annahme einer Dimension von vier, wie sie das Verfahren der Korrelationsdimen-
sion unter Vorbehalt liefert, erscheint es aus Kenntnis des Systems sinnvoll, die Schleifschei-
benoberfla¨che rS(t, α = 0) im Eingriff als weitere potentielle Zustandsgro¨ßen eines Schleifpro-
zessmodells auszuwa¨hlen, da sie einen entscheidenden Einfluss auf die Dynamik des Systems
hat. Als potentielle vierte Zustandsgro¨ße sollte auf Basis der Messdaten aus Abschnitt 5.3
die tangentiale Werkstu¨ckbewegung zw oder deren Ableitung gewa¨hlt werden. Ihr Einfluss
auf die Systemdynamik ist gro¨ßer als beispielsweise der Einfluss der Werkstu¨ckoberfla¨che, die
aufgrund ihrer Filtereigenschaften fu¨r die Ausbildung des Ratterns nur selten verantwortlich
ist, vgl. Kapitel 2 bzw. Abschnitt 7.2.
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Bei der Betrachtung der Nachgiebigkeit eines Schleifsystems sind zwei Bereiche zu unter-
scheiden. Hinsichtlich der Auslenkung durch den
”
quasi-statischen“ Anteil der Schleifkraft
verha¨lt sich das Werkstu¨ck wie ein langsames PT1-System mit einer Zeitkonstante im Be-
reich mehrerer Sekunden, vgl. Bild 2.3. In Bezug auf Ratterschwingungen la¨sst sich die
schnelle Systemdynamik durch einen Ein-Massen-Schwinger darstellen, der nichtlinear an
die Schleifscheibe gekoppelt ist, vgl. Bild 5.1.
Um die Einflu¨sse von Werkstu¨ck, Schleifscheibe und Maschine auf die schnelle Systemdy-
namik und insbesondere auf die Ratterfrequenz zu studieren, wurden umfangreiche Schwin-
gungsanalysen durchgefu¨hrt. Die erzielten Ergebnisse und aufgedeckten nichtlinearen Aspek-
te des Systemverhaltens werden im Folgenden beschrieben.
In den Abschnitten 6.1 und 6.2 werden die Kontaktpartner Werkstu¨ck und Schleifscheibe
zuna¨chst getrennt betrachtet. Die Abschnitte 6.3 und 6.4 bescha¨ftigen sich mit dem Schwin-
gungsverhalten des gekoppelten Systems, das in normaler Richtung zum Schleifkontakt aber
auch tangential dazu untersucht wurde. Im Abschnitt 6.5 wird gezeigt, wie die Hilbert-
Transformation eingesetzt werden kann, um die Nichtlinearita¨t des Systems nachzuweisen.
6.1 Werkstu¨ck
Das Ergebnis eines typischen Ausschwingversuchs am eingespannten rotierenden Werkstu¨ck
ohne Kontakt zur Schleifscheibe ist in Bild 6.1 dargestellt. Die Anregung Fδ,yz erfolgte mit
einem Impulshammer in einemWinkel von 45° zur yw - und zur zw -Koordinate, vgl. Bild 4.14.
Das Werkstu¨cksystem verha¨lt sich in erster Na¨herung wie ein Ein-Massen-Schwinger. Die
Schwingungsantwort weist aber variable Eigenfrequenzen auf. Einerseits besteht ein Unter-
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Bild 6.1: Fδ,yz 7→ yw, zw: Wegantwort des rotierenden Werkstu¨cks nach Impulsanregung
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schied zwischen normaler (yw) und tangentialer (zw) Schwingfrequenz, andererseits vera¨ndert
sich die Frequenz mit der Zeit. Es zeigt sich ebenfalls, dass das Lehrsche Da¨mpfungsmaß
D von der Amplitude der Schwingung abha¨ngig ist. Große Amplituden werden mit bis zu
D = 5% beda¨mpft, wa¨hrend D = 0, 5 . . . 1% fu¨r kleine Amplituden gilt, wie die Schwin-
gungsanalyse im Zeitbereich mit dem Programm Medusa ergab.
In Bild 6.2 sind die Amplituden der U¨bertragungsfrequenzga¨nge GYy(jω) = y∗w(jω)/Fsin,y
im Bereich der Resonanz dargestellt, die am freien nicht-rotierenden Werkstu¨cksystem im
Stepped-Sinus Verfahren mit geregelter Kraftamplitude gewonnen wurden2,3. Diese zeigen
ebenfalls, dass die Amplitude der Hauptresonanz mit zunehmender Schwingungs- bzw. An-
regungsamplitude abnimmt.
Die amplitudenabha¨ngige Da¨mpfung la¨sst sich u¨ber die Kontaktreibung in der Zen-
trierbohrung erkla¨ren, wie es von sogenannten Reibleisten bekannt ist,Wissbrock (1985).
Reibung durch die Rotation oder die Art der Aufspannung der Schleifprobe in Wellenmitte
kann als Ursache ausgeschlossen werden. Der genannte Effekt tritt auch bei einer stillste-
henden Welle ohne aufgesetzte Schleifprobe auf. Er ist ferner unabha¨ngig von Durchmesser
bzw. Tiefe der Zentrierbohrung. Bei großen Schwingungsamplituden finden Relativbewe-
gungen und Sto¨ße zwischen Werkstu¨ck und Spitze statt. Die entstehende Reibung wirkt der
Systembewegung entgegen. Bei kleinen Amplituden treten kaum Relativbewegungen zwi-
schen Spitzen und Werkstu¨ck auf, und nur wenig Schwingungsenergie wird durch Reibung
dissipiert.
Der Effekt der Lagekopplung zeigt sich beispielsweise in Bild 6.1 in den aufklingenden
Schwingungen in normaler Richtung bei yw(t = 0, 05ms). Diese wurden nicht durch eine
externe Quelle, z. B. Stick-Slip in der Spitze oder im Antriebsmotor verursacht, da dieser
Effekt asynchron zur Antriebsdrehzahl nw = 1/s auftrat.
Bild 6.2: Fsin,y 7→ y∗w: U¨bertra-
gungsverhalten des freien
Werkstu¨cksystems im
Bereich der Resonanz
bei unterschiedlichen
Anregungsamplituden2,3
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2Mit ∗ gekennzeichnete Wegsignale wurden aus Beschleunigungssignalen ermittelt
3GYy(jω) - Großbuchstaben bezeichnen die Richtung der Anregung, Kleinbuchstaben die der Antwort
76 6 Systemnachgiebigkeit
Bild 6.3: FE-Modell des Werkstu¨cks mit Zentrierbohrung
Variable Eigenfrequenzen in normaler und tangentialer Richtung ko¨nnen durch eine an-
isotrope Reitstockspitze hervorgerufen werden. Die Eigenfrequenzen sind aber auch in einer
Schwingungsrichtung nicht konstant. Gerade bei Rotation der Welle ohne Schleifscheiben-
eingriff waren keine reproduzierbaren Frequenzmessungen mo¨glich. Dieser Effekt la¨sst sich
durch die sta¨ndig variierende Kontaktsituation an den Spitzen erkla¨ren, durch die das System
in den Schwingungsrichtungen unterschiedlich stark verstimmt wird.
Die Randbedingungen des Werkstu¨cksystems, dessen Biegeeigenfrequenzen nicht zuletzt
durch die Art der Einspannung bestimmt wird, a¨ndern sich somit permanent. Zur Be-
sta¨tigung dieser Vermutungen wurden Vergleichsrechnungen mit Ansys durchgefu¨hrt. Das
Werkstu¨ck wurde mitsamt der Zentrierbohrung in einem FE-Modell abgebildet, s. Bild 6.3.
Werden die Randbedingungen [ux, uy, uz] = 0 im dargestellten 3D-Modell in Anlehnung an
einen nicht optimalen Kontakt nur der Ha¨lfte der Knoten in der Zentrierbohrung eingepra¨gt,
weichen die berechneten ersten Biegeeigenfrequenzen je nach Verteilung der festgelegten Kno-
ten a¨hnlich dem realen System um bis zu 30Hz voneinander ab.
Weder Unrundheiten noch eine geringe Schiefstellung der Spitzen zueinander und zu den
Zentrierbohrungen lassen sich in der Praxis ausschließen, vgl.Kato et al. (1985). Letztere
wird unter der Einwirkung der Schleifkraft immer vorliegen, so dass sich selbst bei optimal
ausgerichteten Spitzen stets unsymmetrische, variable Kontaktverha¨ltnisse ergeben.
Die wechselnde Kontaktsituation zwischen Werkstu¨ck und Werkzeug wird anhand der Bild-
folge in Bild 6.4 deutlich. Die Schwingungsamplituden dieses 2D-Modells sind zum Zweck
der besseren Darstellung vergro¨ßert worden. Werkstu¨ck und Zentrierspitze sind u¨ber 1D-
Bild 6.4: Wechselnde Kontaktsituation an der Zentrierspitze
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Kontaktelemente verbunden. Die Zentrierspitze ist in einem ideal starren Reitstock einge-
spannt.
Die in Abschnitt 4.2.2, Bild 4.7, gezeigte Nichtlinearita¨t im U¨bertragungsverhalten zwischen
Reitstock und Werkstu¨ckmitte kann mit Hilfe des Ansys-Modells aus Bild 6.4 als das wech-
selseitige Anschlagen der Zentrierbohrung an der Spitze interpretiert werden. Dieses fu¨hrt
zu Anteilen im Beschleunigungssignal der Reitstockspitze mit der doppelten Frequenz der
Werkstu¨ckschwingung.
Die erste Biegeeigenform des eingespannten Werkstu¨cks ist der Eigenmode, der bei allen
Werkstu¨ckla¨ngen hauptsa¨chlich beobachtet wurde, Bild 6.5 fu¨r lw = 300mm. Diese Schwin-
gungsform sei nach Chen (1990) im Folgenden als erste Eigenschwingung desWerkstu¨cksys-
tems bezeichnet. Deutlich ist an den Schwingungslinien der Einfluss des weichen Reitstocks
zu erkennen, dessen Spitze das Werkstu¨ck verla¨ngert, wa¨hrend die Spitze des Spindelstocks
dynamisch steifer ist. Wird eine MK3-Spitze im Reitstock beispielsweise durch eine MK4-
Spitze ausgetauscht, erho¨ht sich die Ratterfrequenz, Cuntze (1966).
Reitstock
Spindelstock
Bild 6.5: Erste Biegeeigenform des Werkstu¨cksystems auf der Karstens 16A
Die experimentell ermittelten Eigenfrequenzen der in der Maschine zwischen Spitzen einge-
spannten und eines frei-frei gelagerten, auf Schaumstoff liegenden Werkstu¨cks sind einander
in Bild 6.6 gegenu¨bergestellt. Im Gegensatz zum hyperbolischen Verlauf ( fw1 ∼ 1/l2w) der
Eigenfrequenz bei den Randbedingungen frei-frei ist fw1 im eingespannten Zustand deutlich
niedriger und sinkt linear mit zunehmender Werkstu¨ckla¨nge lw. Zum Vergleich sind Eigen-
frequenzen aufgetragen, die anhand von Ansys-Modellen der entsprechenden Werkstu¨cke
berechnet wurden, vgl. Bild 6.3. In der Konfiguration eingespannt wurden in Ansys die
Knoten der modellierten Zentrierbohrung festgelegt.
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115 698 926 12035 -
170 588 879 4574 3915
235 446 783 2227 2015
300 355 510 1355 1246
380 241 327 813 767
Bild 6.6: Eigenfrequenzen von freien und eingespannten Werkstu¨cken in Hz
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6.2 Schleifscheibe und Schleifspindel
Die ersten Eigenfrequenzen der freien Schleifscheibe, die einen radialen Anteil enthalten, wur-
den bei radialer Anregung experimentell zu 3550Hz und zu 4550Hz bestimmt. Die Schleif-
scheibe war hierzu an einem Draht aufgeha¨ngt. Die erste Eigenfrequenz der aufgespannten
Schleifscheibe mit Flansch, deren Schwingungsform eine radiale Komponente entha¨lt, konnte
experimentell nicht angeregt werden.
Entsprechende FE-Rechnungen der Schleifscheibe mit Flansch in Ansys ergaben fu¨r die
ersten zwei Schwingungsformen, die neben einer axialen auch eine radiale Komponente auf-
weisen, Frequenzen von 3719Hz und 5380Hz, Bild 6.7. Fu¨r die erste hauptsa¨chlich radiale
Schwingung wurde eine Frequenz von 5680Hz ermittelt. Folkerts (1993) berechnet fu¨r
eine innen festgelegte Scheibe ohne Flansch die erste radiale Schwingung bei einer Frequenz
von 5325Hz.
5680Hz
überwiegend radial
5380 Hz
radial/axial
3719 Hz
radial/axial
1039 Hz
Torsion
Bild 6.7: Eigenformen der Schleifscheibe mit Flansch aus Ansys
Die erste torsionale Schwingung der Scheibe, die messtechnisch nicht nachzuweisen war, liegt
laut FE-Rechnung bei 1039Hz, s. a. Mannan et al. (1999). Weitere nicht dargestell-
te Eigenformen sind Schirmschwingungen bei Frequenzen von 1744Hz und 4741Hz, axiale
Schwingungen mit einer radialen Knotenlinie bei 1196Hz, 3644Hz und 5169Hz sowie eine
axiale Schwingung mit zwei radialen Knotenlinien bei 2338Hz.
Das verwendete Modell der Schleifscheibe besteht aus 7200 Elementen des Ansys Typs
Solid45. Fu¨r die Rechnung wurden fu¨r die Korundscheibe ein Elastizita¨tsmodul von ES =
50 kN/mm2, eine Querkontraktionszahl νS = 0, 2 und eine Dichte von $S = 3, 5 kg/dm
3
angenommen, vgl. Folkerts, Rowe et al. (1993) und Brown et al. (1971). Der
Flansch der Scheibe ist aus Stahl.
Der Frequenzgang der Schleifspindel GS(jω) im Stillstand ohne Kontakt mit dem Werkstu¨ck
sowie die Koha¨renz γ zwischen Schwingungsanregung und -antwort sind in Bild 6.8 darge-
stellt. Der Frequenzgang wurde bei radialer Impulsanregung an der Schleifscheibe mit einem
Beschleunigungsaufnehmer auf dem Scheibenflansch aufgenommen.
Sichtbar sind Resonanzen der Spindel bei 2, 4 kHz, 3, 3 kHz und 4, 16 kHz. Der Peak
bei 2, 4 kHz geho¨rt zur ersten Biegeeigenfrequenz der Spindel. Rechnungen mit dem
Rotordynamik-Programm Feros des Instituts fu¨r Mechanik der Universita¨t Kassel ergaben
auf der Basis gescha¨tzter Lagerparameter fu¨r die erste Biegeeigenschwingung der auskragen-
den Spindel mit Scheibe eine Frequenz von 2, 1 kHz. Die geringere Resonanz zwischen 1000
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Bild 6.8: Fδ,y 7→ aS: Frequenzgang von Schleifscheibe und -spindel
und 1300Hz konnte keiner Schwingungsform zugeordnet werden. Es ist zu vermuten, dass
sich darin die Steifigkeit der scheibenseitigen Gleitlagerbuchse im Stillstand zeigt.
Fu¨r die Bestimmung der Spindelnachgiebigkeit bei rotierender Schleifscheibe wurden Wirbel-
stromwegaufnehmer (WWA) verwendet, die auf den Flansch der Schleifscheibe gerichtet wa-
ren. Das System wurde mit Schla¨gen eines 500 g Hammers auf den Scheibenflansch angeregt.
Wa¨hrend die WWA im Stillstand eine deutliche Systemantwort auf derartige Kraftimpulse
zeigten, war bei Betriebsdrehzahl der Scheibe eine Schwingungsantwort messtechnisch nicht
nachzuweisen. Im Verlauf der durchgefu¨hrten Ratterversuche wurde mit derselben Sensorik
beobachtet, dass sich Ratterschwingungen des Werkstu¨cks erst ab Kraftamplituden > 800N
auf die Position der Spindel auswirken.
Sowohl Schleifspindel und Schleifspindelkopf als auch die Schleifscheibe ko¨nnen somit fu¨r ein
Prozessmodell makroskopisch als ideal steif betrachtet werden. Alle Resonanzen mit radialer
Komponente liegen außerhalb des ratterrelevanten Frequenzbereichs. Die hydrodynamische
Lagerung und die Drehtra¨gheit des schweren Rotors wirken im Betrieb zusa¨tzlich deutlich
stabilisierend. Die mikroskopische Kontaktsteifigkeit der Scheibe wird im folgenden Ab-
schnitt na¨her behandelt. Gema¨ß der u¨bereinstimmenden Messungen von Younis (1972),
Klotz (1987), Folkerts (1993) sowie David (1997) kann sie im interessierenden Fre-
quenzbereich von 0 . . . 2 kHz als frequenzunabha¨ngig betrachtet werden.
6.3 Gekoppeltes System
Messungen mit Impulsanregung, wa¨hrend sich die Schleifscheibe im Eingriff befindet, be-
sta¨tigen die Hypothesen aus Abschnitt 5.3. Demnach handelt es sich bei der sichtbaren
Frequenz von 650Hz in Bild 5.10 auf Seite 61 um die erste Eigenfrequenz fSw1 des gekop-
pelten Systems.
In Bild 6.9 ist die Antwort des Werkstu¨cksystems auf einen Kraftimpuls Fδ,y wa¨hrend eines
Schleifvorganges dargestellt. Die folgenden Standardparameter wurden fu¨r die Untersuchun-
gen gewa¨hlt: lw = 300mm, bw = 10mm, ae = 12 µm und F statSy ≈ 75N. Das Werkstu¨ck
wurde nahe der Zerspanzone in Richtung der negativen Schleifnormalkraft, −FSy, mit dem
Impulshammer angeschlagen. Der Kurvenverlauf wurde in Medusa im Zeitbereich u¨ber
ein nichtlineares Identifikationsverfahren mit u¨berlagerten harmonischen Funktionen appro-
ximiert. Die identifizierten Parameter Frequenz f , Amplitude A, Da¨mpfungsmaß D und
Phasenlage φ dieser Funktionen sind in der Grafik gegeben.
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Bild 6.9: Fδ,y 7→ Xw: Impulsanregung wa¨hrend des Schleifbetriebs
Es ergibt sich fu¨r die Schwingung normal zum Schleifkontakt, yw, eine Hauptfrequenz von
f1 = 652, 9Hz und ein hohes Lehrsches Da¨mpfungsmaß von D = 0, 082.
Die Schwingung in tangentialer Richtung zw startet nicht gleichzeitig mit dem Kraftimpuls,
sondern erst kurz bevor die normale Schwingung ihr Maximum erreicht hat. Hierin zeigt
sich die deutliche Kopplung der beiden Schwingungsrichtungen durch den Schnittprozess.
Die erho¨hte Spandicke, die durch den Impuls in Normalkraftrichtung hervorgerufen wird,
regt das Werkstu¨ck tangential zu Schwingungen an. Diese tangentiale Schwingung hat eine
deutlich niedrigere Frequenz f1 = 377, 9Hz, die in der Na¨he der ersten Biegeeigenfrequenz
fw1 ≈ 360Hz liegt, s. Abschnitt 6.4.
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Bild 6.10: Fsin,y 7→ y∗w: Nachgiebigkeitsfrequenzgang des gekoppelten Systems
Wird die Nachgiebigkeit im Stillstand der Maschine untersucht, ergibt sich bei einer prozes-
sa¨hnlichen Kontaktkraft F statSy = 75N der in Bild 6.10 gezeigte Nachgiebigkeitsfrequenzgang.
Die Hauptresonanz des gekoppelten Systems liegt bei fSw1 = 873Hz und somit deutlich
oberhalb des Ratterfrequenzbereichs von fR = 644 . . . 451Hz, vgl. Bild 5.9. Die zweite
Biegeeigenfrequenz des Werkstu¨cksystems ohne Mitnehmer, die vom Magnetaktor angeregt
wird, findet sich bei fSw2 = 1109Hz.
Nachgiebigkeitsmessungen am gekoppelten System im Stillstand fu¨hren im Allgemeinen zu
ho¨heren Eigenfrequenzen als sie im Betrieb auftreten. Daraus la¨sst sich schließen, dass die
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Kopplungssteifigkeit cSw im Betrieb sinkt, Cuntze (1966).
Eine Variation der statischen Kontaktkraft F statSy ergab den in Bild 6.11 sichtbaren pro-
gressiven Anstieg der Eigenfrequenz fSw1 mit zunehmender Kontaktkraft. Die dargestellten
Messpunkte wurden mit Polynomen dritter Ordnung angena¨hert. Bereits Chen (1990) und
Folkerts (1993) haben bei Untersuchungen der Kontaktsteifigkeit der Scheibe festgestellt,
dass diese asymptotisch von F statSy abha¨ngt.
Fu¨r die gewa¨hlte Konfiguration stellt sich nach dem Kurvenverlauf in Bild 6.11 eine Hauptre-
sonanz bei 650Hz erst bei einer deutlich kleineren Schleifkraft ein. Parallel zu einer Variati-
on der statischen Kontaktkraft wurde daher auch die Variation der Kontaktfla¨che zwischen
Werkstu¨ck und Schleifscheibe betrachtet. Eine Schleifprobe wurde hierzu mit Aussparungen
versehen, Bild 6.12. Durch Rotation des Werkstu¨cks kann die Kontaktfla¨che variiert werden,
ohne die Masse des Werkstu¨cks zu vera¨ndern. Von einem Einschleifen des Kontaktbereiches
wie es Folkerts durchfu¨hrt, wurde abgesehen, da dieses zu sehr großen Kontaktfla¨chen
fu¨hrt, die im Betrieb beim Außenrundschleifen nicht vorliegen.
Fu¨r eine Kontaktkraft von FstatSy = 150N ergibt sich in erster Na¨herung eine lineare Ab-
ha¨ngigkeit von bw und fSw1. Die Streuung der Messwerte ist allerdings sehr groß. Dieses
la¨sst sich auf die undefinierte Kontaktfla¨che zwischen glattem Werkstu¨ck und rauer Scheibe
zuru¨ckfu¨hren. Mit Hilfe von Durchschlagpapier in der Kontaktzone wurde jeweils sicher-
gestellt, dass die Kontaktla¨nge u¨ber der gesamten Breite des Kontaktsegments gleich ist.
Hierzu musste bei großen Werkstu¨ckbreiten bw die Winkelstellung des Schleifspindelkopfes
angepasst werden, um die Fehlstellung des Werkstu¨cks durch seine Auslenkung zu kompen-
sieren.
Fu¨r eine Kontaktkraft von F statSy = 75N und eine Breite von bw = 10mm wurde die tat-
sa¨chliche Kontaktla¨nge im Stillstand mit Hilfe des Durchschlagpapiers experimentell im
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Bild 6.12: Abha¨ngigkeit der Eigenfrequenz fSw1 von der Kontaktbreite bw
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Mittel zu ` statC ≈ 1, 4mm bestimmt. Die geometrische Kontaktla¨nge fu¨r die Parameter
a = 12 µm und deq = 64, 1mm betra¨gt `
geom
C = 0, 88mm, Gl. (2.2). Gleichungen (2.15f.)
nach Rowe et al. (1993) liefern fu¨r den belasteten Fall glatter Oberfla¨chen eine Kon-
taktla¨nge `C(Rr = 1) = 0, 90mm. Bei Beru¨cksichtigung rauer Oberfla¨chen ergibt sich
`C(Rr=2 . . . 5) = 0, 95 . . . 1, 23mm.
Mit Bezug auf die Ergebnisse aus Bild 6.12 la¨sst sich die ho¨here Eigenfrequenz bei Messungen
im Stillstand der Maschine somit als systematischer Fehler deuten. Dieser entsteht, weil
sich im Stillstand eine gro¨ßere Kontaktfla¨che ausbildet, als im Schleifeingriff vorliegt. Im
Stillstand ergibt sich im Gegensatz zu den Eingriffsverha¨ltnissen im Prozess ein breiterer
zylindrischer Kontakt, wie er in der Hertzschen Theorie beschrieben wird.
6.3.1 Nachgiebigkeitsmessungen im Stillstand
Als ein weiteres interessantes Ergebnis der genannten Untersuchungen ergibt sich die Mo¨g-
lichkeit, u¨ber eine Variation der Kontaktfla¨che bezu¨glich der Nachgiebigkeit im Stillstand
ku¨nstlich prozessa¨hnliche Bedingungen zu schaffen. Fu¨r die in Bild 6.13 dargestellten Nach-
giebigkeitsfrequenzga¨nge mit einer Hauptresonanz bei 644Hz wurde ein zylindrisches Kon-
taktelement auf den Kraftsensor im Kontakt geschraubt. Dessen Kontaktfla¨che mit der
Scheibe wurde bei F statSy = 75N mit Hilfe von Durchschlagpapier zu AC = 8mm
2 bestimmt.
Bezogen auf eine Kontaktbreite von bw = 10mm entspricht dieses einer Kontaktla¨nge von
`C = 0, 8mm.
Die Hauptresonanz fSw1 eines Schleifsystems la¨sst sich somit im Stillstand grob abscha¨tzen,
sofern die statische Schleifkraft F statSy und die Kontaktfla¨che AC prozessa¨hnlich gewa¨hlt wer-
den. Aufgrund der geometrisch undefinierten inneren Kontaktzone muss jedoch mit einer
hohen Schwankungsbreite der experimentell ermittelten Hauptresonanzfrequenz gerechnet
werden, s. Abschnitt 6.3.3f..
6.3.2 Relativer Nachgiebigkeitsfrequenzgang
Das Bodediagramm in Bild 6.13 zeigt die absoluten Nachgiebigkeitsfrequenzga¨nge Gij(jω)
mit i, j = w, S der Karstens 16A und einem Werkstu¨ck mit den Maßen lw = 300mm und
bw = 10mm. Der relative Frequenzgang Grel(jω) wurde nach Gl. (6.1) bestimmt, Dietrich
(1985).
Grel(jω) = Gww(jω) + GSS(jω)− GSw(jω)− GwS(jω) (6.1)
Das Werkstu¨ck wurde in einem Abstand von ca. 50mm von der Mitte in Richtung der nor-
malen Schleifkraft FSy mit einem Impulshammer angeregt (Index i = w). Die Schleifscheibe
wurde in entgegengesetzter Richtung am Flansch angeschlagen (Index i = S). Die Schwin-
gungsantworten (Index j) sind auf dem Werkstu¨ck und auf dem Schleifscheibenflansch mit
Beschleunigungsaufnehmern aufgezeichnet worden, vgl. Bild 4.14.
Die Gesamtnachgiebigkeit Grel(jω) wird durch die Nachgiebigkeit Gww(jω) des schlanken
Werkstu¨cksystems (Werkstu¨ck und Reitstock) gekoppelt an die Schleifscheibenoberfla¨che be-
stimmt. Die Spindel ist deutlich steifer. Ihre Nachgiebigkeit GSS(jω) hat keinen Einfluss auf
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die Ortskurve des Gesamtsystems, vgl. Abschnitt 6.2. Gleiches gilt fu¨r die Kreuzu¨bertra-
gungsfunktionen GSw(jω) und GwS(jω), die vernachla¨ssigt werden ko¨nnen. Solange schlanke
Werkstu¨cke geschliffen werden, deren Masse mw sehr viel geringer ist, als die des Schleifspin-
delkopfes, sind aufwendige Messungen der relativen Frequenzga¨nge fu¨r eine Bewertung des
dynamischen Verhaltens einer Außenrundschleifmaschine nicht erforderlich.
Ein Energieeintrag in das gekoppelte System war nur begrenzt mo¨glich. Im Gegensatz zur
Anregung der freien Scheibe, Bild 6.8, wo bis ca. 2500Hz eine Koha¨renz γ ≈ 1 vorliegt,
wird beim gekoppelten System ein großer Teil des Impulses durch das System dissipiert. Da
im Fall von Rattern a¨hnliche Verha¨ltnisse wie bei einer Impulsanregung vorliegen, sind die
dargestellten Ergebnisse fu¨r das System repra¨sentativ. Sie stimmen mit a¨hnlichen Messungen
von Klotz (1987), Chen (1990), Fu et al. (1994) und Michels (1999) sehr gut
u¨berein.
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Bild 6.13: Fδ 7→ aw,S: Frequenzga¨nge der Karstens 16A mit Werkstu¨ck lw = 300mm
6.3.3 Progressive Steifigkeit des Korund
Bild 6.14 zeigt das Ergebnisse eines Ausschwingversuchs mit großer Amplitude. Die statische
Kontaktkraft wurde zu F statSy = 150N gewa¨hlt. Ein Kontaktelement mit einer Fla¨che von
AC = 4, 9mm2 ergibt bei dieser Kraft fu¨r das Werkstu¨ck der La¨nge lw = 300mm wiederum
eine Hauptresonanz von fSw1 ≈ 650Hz.
Dargestellt sind die Normalkraft im Kontaktpunkt FC und die Werkstu¨ckauslenkung yw.
Wa¨hrend yw anna¨hernd symmetrisch zur Nulllage ist, ist das Kraftsignal fu¨r große Wegam-
plituden fu¨r negative yw in Richtung zur Scheibe deutlich gro¨ßer als fu¨r positive Auslenkun-
gen. Fu¨r kleine Amplituden ab t = 0, 01 s zeigen sich symmetrische Verla¨ufe fu¨r Weg und
Kraft, und das System schwingt quasi-linear. Die Frequenz des Ausschwingens bei kleiner
Amplitude ist mit 650Hz um 40Hz ho¨her als bei großen Amplituden kurz nach dem Impuls.
Die nichtlineare Federsteifigkeit der Schleifscheibenstruktur wird anhand von Bild 6.14 sehr
deutlich. Wie bereits in Abschnitt 5.1ff. anhand des Prinzipmodells und der Ratterbursts
erla¨utert wurde, setzt sich die Steifigkeit des Gesamtsystems cSw aus der Werkstu¨cksteifig-
84 6 Systemnachgiebigkeit
  0  0.01 0.02 0.04 
   −150 
   −100 
    −50 
     50 
    100 
−1
 0
 1
F
Sy
stat = 150 N
−0.5  0  
y w
[µ
m
]
yw[µm]t[s]
FC [N]
FC
f = 610Hz
f = 650Hz
FSy stat= 150N
Bild 6.14: Kontaktkraft FC(t) und Auslenkung yw(t) nach Impulsanregung
keit cw und der nichtlinearen Normalsteifigkeit der Schleifscheibe cS = f (yC) zusammen,
s. Bild 5.7. In der rechten Grafik von Bild 6.14 ist die Schleifkraft FC u¨ber der Auslenkung
yw aufgetragen und durch ein Polynom dritter Ordnung angena¨hert. Gema¨ß der Modellvor-
stellung ergeben sich drei Bereiche unterschiedlicher Steifigkeit:
 Bei geringen Schwingungsamplituden ist die Gesamtsteifigkeit c linSw quasi-linear und
konstant. Die elastische Bindung bestimmt die Nachgiebigkeit des Schleifkontakts.
 Bei großen Schwingungsamplituden in Richtung der Scheibe, zeigt sich die ho¨here Stei-
figkeit des Korund, cSw = c nl−Sw > c
lin
Sw .
 Schwingt das Werkstu¨ck mit großer Amplitude weg von der Scheibe, reduziert sich die
Steifigkeit auf cSw = c nl+Sw < c
lin
Sw .
Wa¨hrend einer Schwingung mit großer Amplitude ha¨lt sich das Werkstu¨ck fu¨r je einen Teil
einer Periode in einem der drei Bereiche auf. Die mittlere Gesamtsteifigkeit des Systems
reduziert sich bei großen Amplituden, weil das Werkstu¨ck den la¨ngsten Anteil einer nicht-
symmetrischen Schwingungsperiode unter dem Einfluss der Steifigkeit c nl+Sw verbringt (oder
sogar den Kontakt zur Scheibe verliert).
Die Form der Hysterese in Bild 6.14 (rechts) zeigt ferner, dass die Steifigkeit der Ko¨rner in
der Bindung beim Zuru¨ckfedern des Werkstu¨cks gro¨ßer ist als beim Einfedern. Dieses deutet
auf eine Erholungszeit hin, die die Ko¨rner beno¨tigen, um aus dem verdichteten Zustand
in den normalen zuru¨ckzukehren. Mehrere Impulsversuche auf derselben Stelle der Scheibe
haben gezeigt, dass dieser Verdichtungs-/Erholungsvorgang scheinbar reversibel verla¨uft, da
das Schwingungsverhalten des Systems u¨ber mehr als zwanzig Impulse konstant blieb.
Ausschwingversuche wurden fu¨r Werkstu¨cke der La¨ngen lw = 115, 170, 235, 300 und 380mm
durchgefu¨hrt. In Bild 6.15 sind die ersten Eigenfrequenzen fSw1 als Ergebnisse von Aus-
schwingversuchen mit unterschiedlichen Erregerkra¨ften Fδ dargestellt. Die ersten Eigen-
frequenz fSw1 des Werkstu¨cksystems nehmen mit zunehmender Werkstu¨ckla¨nge lw, wie zu
erwarten, ab. Gleichzeitig ist zu erkennen, dass fSw1 bei großer Schwingungsamplitude di-
rekt nach dem Kraftimpuls um 15 bis 100Hz geringer ist, als wa¨hrend des Ausschwingens
mit kleiner Amplitude 20ms nach der Anregung.
Die Messergebnisse zeigen außerdem die geringe Abha¨ngigkeit der ermittelten Frequenz von
der Anregungsamplitude. Die Frequenz direkt nach dem Impuls ha¨ngt aufgrund der progres-
siven Steifigkeit natu¨rlich von der Ho¨he der Impulses ab. Sofern die Schwingung aber erst
nach 20ms betrachtet wird, ergibt sich nur eine geringe Schwankungsbreite der Frequenzen
von ca. 30Hz u¨ber der Impulsho¨he, die fu¨r eine a priori Abscha¨tzung der Ratterfrequenz
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Bild 6.15: Fδ,y 7→ aw,y: Variation der Hauptresonanzen des Schleifsystems
akzeptabel ist. Die generell zu beobachtende, geringe Abnahme der Frequenz fu¨r große Fδ,y
ist auf die Abnahme der Kontaktkraft um ein bis fu¨nf Newton pro Impuls zuru¨ckzufu¨hren.
Die Abha¨ngigkeit der Systemnachgiebigkeit vom Schleifscheibentyp wurde im Rahmen dieser
Arbeit nicht untersucht. Ha¨rtere Schleifscheiben fu¨hren, wie zu erwarten, zu einer ho¨heren
Ratterfrequenz, wie Polacek (1964) berichtet.
6.3.4 Nichtlineare Effekte bei frequenzdiskreter Anregung
Die in Bild 6.16 dargestellten Ausschnitte aus Stepped-Sinus-Frequenzga¨ngen fu¨r lw =
300mm und bw = 10mm zeigen, dass die Amplitude der Hauptresonanz mit steigender An-
regungsamplitude und sinkender Andruckkraft zunimmt; Eigenschaften des Schleifsystems,
die Sabotke (1988) qualitativ wie quantitativ in a¨hnlicher Form beschreibt.
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Bild 6.16: Fsin,y 7→ y∗w: Variation von Fsin,y und F statSy
Fu¨r eine sehr geringe Anpresskraft von 25N, die im Fall von Rattern kurzzeitig vorliegen
kann, ergibt sich der fu¨r nichtlineare Systeme typische sprunghafte Anstieg oder Abfall der
Resonanzamplitude. Wie bei einer Feder mit degressiver oder progressiver Kennlinie exis-
tieren unterschiedliche Steifigkeiten fu¨r kleine und große Schwingungsamplituden. Zwischen
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Bild 6.17: FSy 7→ aw,y: Nichtlineares Verhalten bei geringer Kontaktkraft
diesen Bereichen kann das System im Bereich einer Resonanz zu einem beliebigen Zeitpunkt
umschalten, wie in Bild 6.17 fu¨r Up- und Down-Sweeps bei unterschiedlicher Anregungsam-
plitude dargestellt ist.
6.3.5 Vergleich von Stepped-Sinus- und Impulsanregung
Anhand eines Vergleichs von Frequenzga¨ngen, die im Stepped-Sinus-Verfahren und per Im-
pulsanregung gewonnen wurden, s. Bild 6.18, soll verdeutlicht werden, welche Unterschiede
und Probleme sich bei der entsprechenden Untersuchung des nichtlinearen Systems Schleif-
kontakt ergeben ko¨nnen.
 Der Resonanzpeak in der Frequenzantwort der Impulsanregung ist weniger spitz als
bei Stepped-Sinus-Anregung. Die Da¨mpfung des Systems ist aber in beiden Fa¨llen
identisch.
 Die Resonanz des Stepped-Sinus-Frequenzganges ist unsymmetrisch. Darin zeigt sich
die progressive Steifigkeit des Systems und die Neigung zu Spru¨ngen in der Resonanz-
amplitude, vgl. Bild 6.17.
 Die Resonanzamplitude, die sich bei Impulsanregung ergibt, ist um 30% geringer als
bei Stepped-Sinus-Anregung mit Fsin,y = 1N. Da der Amplitudenverlauf bei Stepped-
Sinus Anregung von Fsin,y abha¨ngt, vgl. Bild 6.16, la¨sst sich keine ”richtige“ Anre-
gungsamplitude angeben. Bei Impulsanregung lassen sich zahlreiche Messungen mit
unterschiedlicher Impulsho¨he in kurzer Zeit durchfu¨hren. Die Abweichung der Reso-
nanzamplitude der U¨bertragungsfunktion bei Kraftimpulsen mit Fδ,y = 132 . . . 344N
lag bei 6, 1%, bezogen auf die maximale Amplitude aller Tests.
 Die Resonanzfrequenz variiert fu¨r beide Anregungsarten mit der Anregungsamplitude,
vgl. Bild 6.15 und Bild 6.16. Bei FstatSy = 150N und AC = 4, 9mm
2 liefert die Impuls-
anregung im Mittel fSw1 = 644Hz als erste Eigenfrequenz des gekoppelten Systems,
die Magnetaktor-Anregung ergibt eine ho¨here Frequenz von 678Hz. Diese deutliche
Differenz von 34Hz la¨sst sich dadurch erkla¨ren, dass das Anschlagen des Systems mit
dem Impulshammer zu einer Abnahme der statischen Anpresskraft um ca. 10N fu¨hrt,
was wiederum die Eigenfrequenz senkt.
Im Zusammenhang mit Bild 6.12 wurde festgestellt, dass eine grobe Abscha¨tzung der Ei-
genfrequenz des gekoppelten Systems mo¨glich ist, wenn Kontaktkraft und die Kontaktfla¨che
prozessa¨hnlich gewa¨hlt werden. Wie die Kurven in Bild 6.18 besta¨tigen, ist es aus syste-
matischen Gru¨nden nicht mo¨glich, den genauen Amplitudengang eines Schleifsystems im
Stillstand zu ermitteln.
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Bild 6.18: FSy 7→ yw: Frequenzga¨nge per Impuls- und Stepped-Sinus Anregung
6.3.6 In-situ Stepped-Sinus-Anregung
Neben der in-situ-Impulsanregung im Schleifbetrieb, vgl. Bild 6.9, wurde mit dem Magnet-
aktor wa¨hrend des laufenden Prozesses im Stepped-Sinus Verfahren angeregt. Der ermittelte
Betrag der U¨bertragungsfunktion GYy(jω) = FWy(jω)/Fsin,y ist insgesamt von schlechter
Qualita¨t. Bei linear skalierter Ordinate weist |GYy(jω)| aber ein deutliches Maximum bei
640Hz auf, Bild 6.19. Eine Ansammlung von Peaks findet sich ferner zwischen 800 und
900Hz. In letzterem Frequenzbereich liegt die zweite Biegeeigenfrequenz des Werkstu¨cksys-
tems mit Mitnehmer, wie der zum Vergleich dargestellte, skalierte Betrag des Frequenzgangs
des freien Werkstu¨cksystems, G f rei(jω), verdeutlicht.
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Bild 6.19: Fsin,y 7→ FWy: Betrag des U¨bertragungsverhaltens im Schleifbetrieb
Die schlechte Qualita¨t des Frequenzganges ist systematisch begru¨ndet, denn bei der in-
Situ-Schwingungsanalyse ist es unmo¨glich, das Nutzsignal vom vorhandenen Signal bei der
Anregungsfrequenz zu trennen, vgl. Bild 5.2 in Abschnitt 5.2. Es ist nicht verwunderlich,
wenn im Spektrum in Bild 6.19 lokale Maxima an den Harmonischen der Schleifscheiben-
drehfrequenz fS auftreten. Eine Anregung mit einer dieser Harmonischen kann parallel die
Wellenbildung auf der Scheibe begu¨nstigen. Die Anregung unter einem nicht ganzzahligen
Frequenzverha¨ltnis reduziert die Wellenbildung, was zu einem Einbruch im Frequenzgang
der Schwingungsantwort fu¨hrt.
Ho¨here Anregungsamplituden als die gewa¨hlten Fsin,y = 2N sowie la¨ngere Einschwingzeiten
als 80 Perioden pro Frequenz waren im Schleifbetrieb nicht mo¨glich, da sie nach Durchlauf
der Hauptresonanz zur fru¨hzeitigen Entwicklung von Ratterschwingungen fu¨hren.
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6.4 Kopplung der Schwingungsrichtungen
Nach einer Impulsanregung des Werkstu¨cks in Richtung der Schleifnormalkraft beginnt die-
ses aufgrund einer Kopplung der Schwingungsrichtungen u¨ber den Schnittprozess auch in
tangentialer Richtung mit einer Schwingung, vgl. Bild 6.9 auf Seite 80. Die Frequenz dieser
Schwingung liegt in der Na¨he der ersten Biegeeigenfrequenz fw1 des freien Werkstu¨cksystems.
10
−3
10
−1
10
1 freiZz
Yz
Zy
Yy
 200   400   600   800  1200  
−12
−6
0
j
G
j
[µ
m
/N
]
φ
[
ra
d
]
f [Hz]
lw= 300mm, bw = 10mm
Fsin,y= 0,5N, FstatSy = 75N
Bild 6.20: FS 7→ X∗w: Schwingungsantworten bei Anregung in zwei Freiheitsgraden
Die U¨bertragungsfunktionen aus Stepped-Sinus Anregungen in normaler und in tangentialer
Richtung sind in Bild 6.20 im Vergleich zur Resonanzkurve des ungekoppelten Werkstu¨ck-
systems dargestellt. Großbuchstaben bezeichnen wiederum die Richtung der Schwingungs-
anregung, Kleinbuchstaben die der Antwort.
Wa¨hrend die Schwingungsamplitude des Werkstu¨cks in normaler Richtung durch den Kon-
takt mit der Schleifscheibe begrenzt wird, wird eine Werkstu¨ckschwingung tangential zur
Scheibe kaum behindert. Die Kurve zu GZz(jω) weist eine im Vergleich zu GYy(jω) sehr hohe
Resonanzstelle auf, deren Frequenz nur gering von der ersten Eigenfrequenz des freien Werk-
stu¨cks abweicht. Tangentiale Schwingungen regen normale Schwingungen an, wie anhand
von GZy(jω) zu sehen ist. Deren Amplitude ist gegenu¨ber der Schwingung in tangentialer
Richtung eine Gro¨ßenordnung niedriger, liegt aber in der Gro¨ßenordnung der Hauptresonanz
von GYy(jω).
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Bild 6.21: Fsin,z 7→ FW,z: In-situ Anregung mit Magnetaktor in tangentialer Richtung
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Ein Frequenz-Sweep mit tangential eingeleiteter Magnetkraft wa¨hrend eines Schleifprozesses
zeigt in der Wasserfall-Kontur-Darstellung die deutliche Resonanz des Werkstu¨cksystems bei
fw1 ≈ 360Hz, Bild 6.21.
Tangentiale Schwingungen in der Biegeeigenfrequenz konnten wa¨hrend des Schleifens be-
obachtet werden. In den Rattersignalen in Bild 6.22 sind außerhalb des Ratterbursts in
tangentialer Richtung zw Schwingungen mit f ≈ 240Hz zu sehen. Diese Frequenz entspricht
fw1 des verwendeten Werkstu¨cksystems der La¨nge lw = 380mm, vgl. Bild 6.6. Obwohl
das Werkstu¨cksystem im Kontakt nachweislich quasi-frei tangential schwingen ko¨nnte, zeigt
die Analyse der Werkstu¨ckauslenkungen, dass dieser Freiheitsgrad im Schleifbetrieb kaum
angeregt wird. Der in Bild 6.22 gezeigte Effekt tritt sehr selten auf, s. a. Abschnitt 7.3.3.
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Bild 6.22: Tangentiale Schwingungen des Werkstu¨cksystems mit fw1
6.5 Hilbert-Transformation
Zur Feststellung der (Nicht-)Linearita¨t eines Systems anhand von aufgenommenen Nach-
giebigkeitsfrequenzga¨ngen la¨sst sich die Hilbert-Transformation H hervorragend einsetzen,
wie im Folgenden gezeigt wird. Deren Grundgleichung fu¨r ein reelles Zeitsignal f (x) ist in
Gl. (6.2) dargestellt.
H{ f (x)} = 1
pi
+∞∫
−∞
f (a)
x− a da (6.2)
Im Gegensatz zur Fourier-Transformation verla¨sst diese Integraltransformation den Ori-
ginalbereich nicht, so dass reelle Daten in den Zeitbereich und komplexe Daten in den Fre-
quenzbereich abgebildet werden.
Wie Simon und Tomlinson (1984) zeigen, gelten Gl. (6.3) bzw. Gl. (6.4) fu¨r dieHilbert-
Transformation linearer Systeme im Frequenzbereich.
Re{G(ω)} = H{Im[G(ω)]} Im{G(ω)} = −H{Re[G(ω)]} (6.3)
Re{G(ωc)} = − 2
pi
P.V.
+∞∫
0
ωIm{G(ω)}
ω2 −ω2c
dω
Im{G(ωc)} = 2ωc
pi
P.V.
+∞∫
0
Re{G(ω)}
ω2 −ω2c
dω
(6.4)
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Weichen Real- und Imagina¨rteil eines Systems nach dieser Transformation deutlich vonein-
ander ab, kann das Systemverhalten als nicht linear angenommen werden.
Geringe Abweichungen entstehen, sofern die zur Analyse zur Verfu¨gung stehenden U¨bertra-
gungsfrequenzga¨nge nicht den gesamten Frequenzbereich von 0Hz bis ∞ abdecken, was bei
experimentell aufgenommenen Daten stets der Fall ist. Das Integral aus Gl. (6.4) soll nach
dem Cauchyschen Hauptwert (P.V. = Principal Value) ausgewertet werden, s. Bronstein
und Semendjajew (1991).
Berechnet wurden die Hilbert-Transformierten der Frequenzga¨nge des Werkstu¨cks in tan-
gentialer und normaler Richtung zum Schleifkontakt, vgl. Bild 6.20. Die Anregung des Sys-
tems erfolgte im Stillstand mit elektrodynamischen Shakern. Fu¨r eine optimale Darstellung
wurden die Amplituden der Ortskurven auf ihr jeweiliges Maximum bezogen, Bild 6.23.
In den linken vier Nyquist-Diagrammen sind die Ortskurven des Systems fu¨r den
Fall ohne Kontakt zwischen Werkstu¨ck und Schleifscheibe den entsprechenden Hilbert-
Transformierten gegenu¨bergestellt. Die Funktionen H(jω) und G(jω) a¨hneln sich bis auf
geringe Abweichungen. Das freie Werkstu¨cksystem verha¨lt sich linear, vgl. Bild 6.1.
In den rechten vier Ortskurven wurden die U¨bertragungsfunktionen untersucht, die bei
Kontakt des Werkstu¨cks mit der Schleifscheibe aufgenommen wurden. Die Hilbert-
Transformierte im Fall Yy ist gegenu¨ber G(jω) geringfu¨gig verschoben. Die u¨brigen Hil-
bert-Transformierten des Systems unterscheiden sich in der Form deutlich von den zugeho¨-
rigen Frequenzga¨ngen G(jω). Letzteres unterstreicht die starke Nichtlinearita¨t im U¨bertra-
gungsverhalten, sobald der Kontakt zwischen Werkstu¨ck und Scheibe an der U¨bertragung
beteiligt ist.
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Bild 6.23: Frequenzga¨nge und Hilbert-Transformierte
Eine sichere Aussage u¨ber die Art einer Nichtlinearita¨t ist anhand der Hilbert-
Transformation nicht mo¨glich.
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7 Schleifprozesssimulation
Zur Simulation der Schleifprozessdynamik wurde das zweidimensionale Prinzipmodell fu¨r das
Außenrundeinstechschleifen aus Abschnitt 5.1 in Matlab/Simulink realisiert. Es ist in der
fu¨r den Schleifprozess typischen Blockschaltbildform in Bild 7.1 dargestellt. Die Standard-
komponenten und speziell die hier neu entwickelten Module, die die Ergebnisse der Kapitel
5 und 6 widerspiegeln, werden in den folgenden Abschnitten beschrieben. Ihr Einfluss auf
das Prozessergebnis in der Simulation wird ausfu¨hrlich diskutiert.
Im Block Kontakt & Materialabtrag wird in jedem Zeitschritt die aktuelle Eingriffskinematik
bestimmt, die zur Berechnung von Werkstu¨ckkontur und Schleifkra¨ften beno¨tigt wird. Der
Abschnitt 7.1 beschreibt diesbezu¨glich die numerische Diskretisierung des Werkstu¨cks zur
Bestimmung der aktuellen Zerspanzone. Der Abschnitt 7.2 geht speziell auf die Berechnung
der Kontaktla¨nge `C und des bezogenen Zeitspanvolumens Q′w ein.
Das Verfahren zur Bestimmung des Schleifkraftvektors FS wird im Abschnitt 7.4 erla¨utert.
Die Schwingungsanregung des Systems durch Schnittkraftrauschen erfolgt physikalisch mo-
tiviert, indem die zufa¨llige Verteilung der Schleifko¨rner entweder als stochastische Variation
der Schleifkraft formuliert wird, Abschnitt 7.4, oder alternativ bzw. kombiniert mit einer
Schleifkraftvariation durch die Oberfla¨chenrauigkeit der Scheibe ausgedru¨ckt wird, Abschnitt
7.5. Bereits im eindimensionalen System konnte eine Variation der Schleifkraft erfolgreich
zur Rattererzeugung eingesetzt werden, vgl. Bild 5.7f..
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Der Block Systemdynamik entha¨lt das abschnittweise definierte Systemmodell a¨hnlich
Gln. 5.2 und 5.3, das einen tangentialen und einen normalen Freiheitsgrad hat, vgl. Bild 6.20.
Die dynamischen Parameter ko¨nnen aus den Ergebnissen der Nachgiebigkeitsmessungen in
Abschnitt 6.3 identifiziert werden, Abschnitt 7.3.
Der wichtigste Block fu¨r eine realita¨tsnahe Rattersimulation ist der Werkzeugverschleiß, da
dieser auch in der Praxis Hauptverursacher des Ratterns ist, wie in den vorherigen Kapiteln
herausgearbeitet wurde. Das fu¨r diese Untersuchungen eigens neu entwickelte kompakte
Verschleißmodul wird in Abschnitt 7.7 vorgestellt. Weiterhin werden im Modell eine Unwucht
der Schleifscheibe und eine dadurch bedingte Welligkeit beru¨cksichtigt, vgl. Abschnitt 5.7.
Deren Einfluss auf die Ratterneigung konnte im Rahmen dieser Arbeit ebenfalls nachgewiesen
werden.
Einige Modellparameter lassen sich aus den zur Verfu¨gung stehenden Messsignalen identi-
fizieren, vgl. Kapitel 4, wie zum Beispiel die modalen Gro¨ßen, die sich durch in-situ Mes-
sungen wa¨hrend des Prozesses bestimmen lassen. Zahlreiche Parameter sind im Schleif-
eingriff jedoch nicht messtechnisch erfassbar und ko¨nnen nur grob gescha¨tzt werden, wie
z. B. die lokalen Nachgiebigkeiten, die Vera¨nderung der Werkzeugrauigkeit oder der lokale
Werkzeugverschleiß. Sofern diese unbekannten Gro¨ßen fu¨r das dynamische Verhalten von
Bedeutung sind, werden in einem Optimierungsverfahren physikalisch sinnvolle Zahlenwerte
gesucht. Die Auswirkung der A¨nderung einzelner Parameter auf den dynamischen Prozess
wird beispielhaft demonstriert. Eine systematische Variation der freien Variablen einzel-
ner Modellkomponenten zur Erstellung von Parameterkarten ist nicht Gegenstand dieser
Arbeit. Die Hauptzielsetzung des Gesamtmodells ist hingegen die Betrachtung der dynami-
schen Prozesseigenschaften, oder besser Prozesseigenheiten, die das Schleifen von anderen
Zerspanprozessen abheben.
Die Simulation orientiert sich an Messergebnissen, die im Schleifversuch fu¨r ein Werkstu¨ck
der La¨nge lw = 300mm erzielt wurden, vgl. Kapitel 6. Sofern im Text nicht anders genannt,
werden die folgenden festen Standardparameter verwendet:
Tabelle 7.1: Feste Parameter der Simulation
Werkstu¨ck
Drehzahl nw = 1 s−1 Durchmesser dw = 80mm
Schleifscheibe
Drehzahl nS = 32, 22 s−1 Durchmesser dS = 350mm Masse mS = 16 kg
Vorschubgeschwindigkeiten
Schruppen y˙ f = 12 µm/s Schlichten y˙ f = 6 µm/s
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7.1 Abrasiver Kontakt
Die Kontaktsituation zwischen Werkzeug und Werkstu¨ck hat herausragende Bedeutung fu¨r
ein Schleifprozessmodell, denn durch sie werden sowohl die Zerspanungsgro¨ßen Zeitspanvolu-
men, Kontaktla¨nge und Spandicke definiert, die zur Berechnung der Schleifkra¨fte erforderlich
sind, als auch die Oberfla¨chen der Kontaktpartner. Die Werkstu¨ckoberfla¨che definiert die
Qualita¨t des Bearbeitungsprozesses. Die Welligkeit der Schleifscheibenoberfla¨che ist haupt-
verantwortlich fu¨r die Entstehung von Rattern.
Ein Schleifkontaktmodell muss die Kontaktla¨nge `C(t), das bezogene Zeitspanvolumen Q′w(t)
sowie die neuen Werkstu¨ck- und Schleifscheibenoberfla¨chen nach dem Eingriff liefern, rw(t+
∆t) bzw. rS(t + ∆t). Seine Eingangsgro¨ßen sind die Schwingungszusta¨nde von Werkstu¨ck
und Schleifscheibe Zw(t) und ZS(t), die Oberfla¨chengeschwindigkeiten der Kontaktpartner
vw(t) und vS(t) sowie die Werkstu¨ck- und Werkzeugkonturen rw(t) und rS(t).
Die Betrachtung der Eingriffszone erfolgt hier ohne die in anderen Arbeiten u¨bliche Trans-
formation auf die Verha¨ltnisse beim Flachschleifen gema¨ß Gl. (2.3), vgl. Abschnitt 2.2.2,
da die freie Schwingung des Werkstu¨cks in tangentialer Richtung beim Flachschleifen durch
Werkstu¨ckmaterial behindert wird, vgl. Bild 2.2.
Aus diesem Grunde sowie um eine mo¨glichst anschauliche Darstellung der Kontaktvorga¨nge
und eine Visualisierung der echten Spanform zu erhalten, werden in der Simulation sowohl
das Werkstu¨ck als auch die Schleifscheibe als Geometrien mit kreisfo¨rmigem Grundko¨rper
beschrieben. Der technologische Vergleich unterschiedlicher Schleifverfahren mit Hilfe eines
a¨quivalenten Durchmessers deq, wie ihn Osterhaus (1994) oder Zitt (1998) durchfu¨hren,
ist fu¨r die Zielstellung dieser Arbeit nicht von Bedeutung.
Da Rattermarken beim reinen Einstechschleifen stets u¨ber der gesamten Schleifbreite bw
auftreten, genu¨gt ein zweidimensionales Modell, um die Oberfla¨chenkontur des Werkstu¨cks
hinreichend zu beschreiben. Die verfu¨gbaren Rechner mit Intel Pentium© IV oder AMD
Athlon© Prozessoren mit Taktzeiten von bis zu 2, 53GHz und Hauptspeicher in der Gro¨-
ßenordnung von einem Gigabyte setzen einer 2D-Diskretisierung inMatlab/Simulink dabei
keine Grenzen hinsichtlich verfu¨gbarem Speicher und stellen ausreichend Rechenleistung zur
Verfu¨gung.
Werkstu¨ckoberfla¨che
Die Werkstu¨ckoberfla¨che wird mit Nw Punkten in Polarkoordinaten diskretisiert. Jeder
Punkt pi hat die zwei Eigenschaften Radius rpi und Winkel αpi.
pi =
[
rpi, αpi
]T
mit i = 1 . . .Nw und αp,i+1 − αpi = 2piNw (7.1)
pyzi =
[
pyi , p
z
i
]T
=
[
rpi · sin
(
αpi
)
, rpi · cos
(
αpi
)]T
(7.2)
Die Menge Punkte Pw(t), die die Werkstu¨ckkontour zu einem Zeitpunkt t beschreibt, sei
somit
Pw(t) = [p1(t), .., pNw(t)] . (7.3)
Befindet sich das Werkstu¨ck im Eingriff, entspricht ein Materialabtrag einem Verschieben
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Bild 7.2: Schematische Darstellung zur Ermittlung der Punkte im Kontakt
der betroffenen Oberfla¨chenpunkte pj mit j = k1 . . . k2 im Modell entlang ihrer Mittelpunkt-
strahlen pyzj Xw(t) zum aktuellen Werkstu¨ckmittelpunkt Xw(t) = [yw, zw]
T, bzw. einer Mul-
tiplikation des Radius rpj mit einem Konturfaktor κj < 1.
pj(t+ ∆t) =
[
κj · rpj(t), αpj(t+ ∆t)
]
(7.4)
bzw.
pyzj (t+ ∆t) = Xw + κj ·
(
pyzj (t)− Xw
)
(7.5)
Schleifscheibe
Die Schleifscheibe wird fu¨r die Berechnung des Eingriffbogens als idealer kreisrunder Ko¨rper
mit dem Radius rs aufgefasst, s. Bild 7.2 (B). Punkte pj mit j = 1 . . .NC, die sich augen-
blicklich mit dem Rand der Schleifscheibe im Kontakt befinden, erfu¨llen die Kreisgleichung
pyzj (t+ ∆t) = XS +
∣∣∣XS pyzj (t+ ∆t)∣∣∣︸ ︷︷ ︸
rs
·
[
cos β j
sin β j
]
. (7.6)
Wie in Bild 7.2 (A) skizziert ist, fu¨hrt Gleichsetzen von Gl. (7.5) und Gl. (7.6) sowie die
Elimination des unbekannten Winkels β j auf eine quadratische Gleichung in κj. Mittelpunkt-
strahlen, die fu¨r reelle κj und κj,1 < κj,2 den Beziehungen κj,1 < 1 und κj,2 > 1 genu¨gen, sind
Punkte auf dem Kontaktbogen.
Aus den κj,k wird ein Vektor κ mit Nw Elementen gebildet. Dessen j-tes Element berechnet
sich zu κ(j) = κj,1, wenn pj im Kontakt liegt. Wenn pj keinen Kontakt mit der Schleifscheibe
hat, ist κ(j) = 1.
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Die Erzeugung der Werkstu¨ckkontour la¨sst sich somit wie folgt zusammenfassen:
Xw(t− ∆t),XS(t− ∆t) ⇒ Xw(t),XS(t)
αpi(t− ∆t) ⇒ αpi(t) = αpi(t− ∆t) + ϕ˙w · ∆t
Gl. (7.6)
!=Gl. (7.5) ⇒ κj,1/2 (7.7)
κ ⇐ [1 · · · 1 κ1,1 · · · κNC,1 1 · · · 1]
Pw(t) · κ ⇒ Pw(t+ ∆t)
Zur optimalen Diskretisierung der Werkstu¨ckoberfla¨che werden bei einem Werkstu¨ckdurch-
messer von dw = 80mm, einem bezogenen Zeitspanvolumen von Q′w = 3 mm2/s und einer
Kontaktla¨nge von weniger als einem Millimeter ca. 10 000 Punkte auf der Werkstu¨ckober-
fla¨che beno¨tigt.
Da die aktuelle Position und Orientierung des Werkstu¨cks in jedem Zeitschritt bekannt ist,
kann die Suche nach Kontaktpunkten auf einen engen Winkelbereich um die aktuelle Kon-
taktzone beschra¨nkt werden. Der numerische Aufwand des Algorithmus, der bezogen auf
die Anzahl der mo¨glichen Kontaktpunkte eine Komplexita¨t von O(N3C) aufweist, reduziert
sich so erheblich, da in einem optimalen Feinschleifprozess nur ca. 0,2% bis 0,5% der Werk-
stu¨ckoberfla¨che im Eingriff sind. Fa¨llt ein Ende des Kontaktbogens aus dem Suchbereich
heraus, wird dieser dynamisch erweitert, was beispielsweise im Falle eines Abhebens und
Wiederauftreffens auf die Scheibe notwendig werden kann.
In Bild 7.3 ist der gemessene Rundheitsschrieb einer Werkstu¨ckoberfla¨che dargestellt, die
sich aufgrund sehr starker Ratterschwingungen ausgebildet hat. Ein Oberfla¨chensegment
wurde mehrfach vergro¨ßert, wobei Hoch- und Querachse stark unterschiedliche Skalierungen
haben. In der rechten Grafik in Bild 7.3 sind zur Verdeutlichung der Auflo¨sung der Simulation
Punkte auf der Werkstu¨ckoberfla¨che dargestellt. Diese entsprechen einer Dichte von 8900
Punkten auf dem gesamten Umfang des Werkstu¨cks.
Bild 7.3: Reale Werkstu¨ckoberfla¨che nach starkem Rattern
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7.2 Kontaktla¨nge und Zeitspanvolumen
Kontaktla¨nge und Zeitspanvolumen werden numerisch aus den vorliegenden Kontaktdaten
bestimmt. Die Kontaktla¨nge `C wird u¨ber die Nc Werkstu¨ckpunkte im Kontakt wie folgt
berechnet:
`C =
Nc−1
∑
j=1
∣∣∣pjpj+1∣∣∣+ ` EC + ` AC (7.8)
Wa¨hrend der Abstand zweier benachbarter Kontaktpunkte in Gl. (7.8) in sehr guter Na¨he-
rung durch die La¨nge eines Kreisegmentes ausgedru¨ckt werden kann
Nc−1
∑
j=1
∣∣∣pjpj+1∣∣∣ ≈ (Nc − 1) · 2pirwNw , (7.9)
ergeben sich die La¨ngen von Einlauf und Auslauf des Kontaktbogens, ` EC und `
A
C , u¨ber
den Schnittpunkt des Schleifscheibenkreises mit jenen Randsegmenten deren einer Punkt
außerhalb des Kontaktbogens liegt, wie in Bild 7.4 dargestellt ist.
Die numerisch berechnete Kontaktla¨nge ist in
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Bild 7.4: Kontaktbogen
der rechten Grafik in Bild 7.5 fu¨r Werkstu¨ck-
drehzahlen von nw = 1 . . . 4 s−1 u¨ber dem Vor-
schub v f dargestellt. Die Kontaktla¨nge nimmt
nichtlinear mit v f zu und steigt ebenfalls nicht-
linear mit sinkender Werkstu¨ckdrehzahl, wie zu
erwarten war.
In der linken oberen Grafik wird die simulier-
te Kontaktla¨nge mit der geometrischen Kon-
taktla¨nge aus Gl. (2.2), und der Kontaktla¨nge
nach Rowe et al. (1993), Gl. (2.15), vergli-
chen. Hierzu wurden die Simulationsergebnis-
se mit dem a¨quivalenten Durchmesser deq auf
das Flachschleifen transformiert. Die maximale
Abweichung von der geometrischen Kontaktla¨n-
ge betra¨gt bei einer Diskretisierung mit 10 000
Punkten 1,5%. Zu Rowes Kontaktla¨nge ergibt sich im Fall nicht rauer Oberfla¨chen (Rr = 1)
eine systematische Abweichung von maximal 3%. Diese entsteht, weil Gl. (2.16) eine Kon-
taktla¨ngena¨nderung aufgrund lokaler Nachgiebigkeiten beru¨cksichtigt, die im Modell nicht
enthalten ist, vgl. Abschnitt 7.3.2. Geringe Schwankungen des Zeitspanvolumens, die sich
aufgrund der Na¨herungslo¨sung aus Gl. (7.8) ergeben, werden durch ein nachgeschaltetes
PT1-Glied mit einer Zeitkonstante von Ts = 20 · ts gegla¨ttet. Die Simulationsschrittweite
fu¨r das nichtlineare System liegt in der Gro¨ßenordnung von ts = 15 µs, so dass das U¨bertra-
gungsverhalten des PT1-Gliedes die Systemdynamik im Bereich bis 2 kHz nicht nennenswert
beeinflusst.
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Bild 7.5: Simulierte, geometrische und nach Rowe et al. berechnete Kontaktla¨ngen im
Vergleich
Das bezogene Zeitspanvolumen Q′w wird numerisch aus den Kontaktdaten bestimmt. Hierzu
wird die Kontaktzone in Dreiecke 4(p1, p2, p3) zerlegt, deren Fla¨chen aufaddiert werden:
Q′w ≈
Nc−1
∑
j=1
4
(
pj(t), pj(t− ∆t), pj+1(t)
)
+
Nc−1
∑
j=1
4
(
pj(t− ∆t), pj+1(t− ∆t), pj+1(t)
)
+4E +4A.
(7.10)
In Bild 7.6ff. werden Kontaktla¨nge `C(t) und bezogenes Zeitspanvolumen Q′w(t) fu¨r jeweils
unterschiedliche Zerspansituationen dargestellt. Die verschieden schattierten Abschnitte die-
nen der Visualisierung der Spanform. Bereiche derselben Farbe beschreiben den Eingriffsbo-
gen der Schleifscheibe fu¨r eine konstante Anzahl von n Abtastschritten. Die Anzahl n variiert
mit der beno¨tigten Abtastfrequenz. Fu¨r die monofrequente Anregung in Bild 7.6 wurde n so
gewa¨hlt, dass sich pro Periode der Anregungsfrequenz jeweils fu¨nfzehn Farbwechsel ergeben.
Aufgrund der stark unterschiedlich skalierten Ordinate und Abszisse haben die Eingriffsbo¨-
gen in den Grafiken nicht sichtbar die Form eines Kreisabschnitts.
Die Ergebnisse aus Bild 7.6 zeigen Spanformen, die sich bei einer rein kinematischen, har-
monischen Anregung des Werkstu¨cks mit einer Frequenz fexc und einer Amplitude (p-p) von
yˆ = 10 µm ergeben. Die jeweils obere Grafik einer der sechs Abbildungen zeigt den ersten
Schliff einer ideal glatten Werkzeugoberfla¨che, die untere zeigt den folgenden U¨berschliff des-
selben Abschnitts. Zusa¨tzlich sind die korrespondierenden Verla¨ufe von Kontaktla¨nge und
Zeitspanvolumen dargestellt, die auf ihr jeweiliges Maximum im untersuchten Zeitabschnitt
skaliert wurden: ̂`C = `C/max(`C) , Q̂′w = Q′w/max(Q′w) . (7.11)
Fu¨r deq = 65mm, a = 12 µm, vw = 2pi · 40mm/s sowie eine Anregungsamplitude von yˆ =
5 µm liegt die U¨bergangsfrequenz nach Schiefer (1980) bei ft(yˆ, vw) = 99Hz, vgl. Tab. 2.4.
Die Abhebefrequenz ergibt sich zu fl(yˆ, vw) = 217Hz. Wie in Bild 7.6 (a) und (b) zu sehen
ist, kann sich die Relativschwingung fu¨r fexc < ft auf der Oberfla¨che als Welligkeit abbilden,
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wa¨hrend eine Schwingung mit fexc = 120Hz und ft < 120Hz < fl zu Facetten auf der
Oberfla¨che fu¨hrt, Bild 7.6 (d). Bei fexc = 300Hz > fl verlieren Scheibe und Werkstu¨ck
zeitweise den Kontakt, Bild 7.6 (f).
Große Schwankungen von Q′w und `C ergeben sich bei erneutem U¨berschliff einer welligen
Oberfla¨che, wenn ein nicht ganzzahliges Frequenzverha¨ltnis zwischen Werkstu¨ckdrehzahl nw
und Anregungsfrequenz fexc vorliegt, wie in Bild 7.6 in Grafik (a) im Vergleich zu (c) und
(e) zu sehen ist.
Anhand der normiertem Verla¨ufe von Zeitspanvolumen und Kontaktla¨nge wird deutlich, dass
sich diese beiden Zerspanungsgro¨ßen nur qualitativ gleichen. Die Kontaktla¨nge reagiert viel
sta¨rker auf eine A¨nderung der Spanform als das Zeitspanvolumen. Gerade beim Zerspanen
welliger Oberfla¨chen bei multifrequenter Anregung entstehen sowohl lange, schlanke Spa¨ne
mit großem Kontaktbogen als auch kurze, dicke Spa¨ne. Bei den anzustrebenden nicht ganz-
zahligen Frequenzverha¨ltnissen von Werkstu¨ck- und Schleifscheibendrehzahl, ko¨nnen sich
Welligkeiten im Verlauf mehrerer Umdrehungen zum Teil gegenseitig wieder auslo¨schen.
Wa¨hrend sich die kinematischen Spankonturen fu¨r glattes Zerspanen prinzipiell analytisch
berechnen lassen, wie z. B. bei Snoeys und Brown (1969) oder Kassen (1969) gezeigt,
ist eine numerische Berechnung erforderlich, wenn nicht periodische oder raue Oberfla¨chen-
profile, multifrequente Bewegungen und die Dynamik des Systems beru¨cksichtigt werden
sollen. Diese ist anhand des hier vorgestellten Modell mo¨glich.
Kontaktla¨ngen, Zeitspanvolumina und Spanformen, die sich bei multifrequenter kinema-
tischer und dynamischer Anregung ergeben sind in Bild 7.7 (a) und (b) fu¨r Ausschnit-
te aus je vier aufeinanderfolgenden Werkstu¨ckumdrehungen dargestellt. Als Weganre-
gung in Richtung von yw wurden vier harmonische Schwingungen mit den Frequenzen
[32Hz, 650Hz, 650± 32Hz] sowie den Amplituden [2 µm, 2 µm, 0, 5 µm, 0, 5 µm] ohne Pha-
senverschiebung u¨berlagert. Diese Wahl der Anregung lehnt sich an den Frequenzkompo-
nenten an, die bei Rattern im realen Prozess vorliegen, vgl. Bild 5.10.
Bei der rein kinematischen Betrachtung verlieren Werkstu¨ck und Scheibe aufgrund der hoch-
frequenten Anregung oberhalb von fl oftmals den Kontakt. Kontaktla¨nge und Zeitspanvo-
lumen schwanken sehr stark. Die niederfrequenten Komponenten der Anregung machen sich
durch eine Modulation mit 32Hz bemerkbar. Auf der Werkstu¨ckoberfla¨che bildet sich ei-
ne hochfrequente facettenartige Welligkeit aus, deren Amplitude bis zu einem Mikrometer
betra¨gt. Die Amplitude der niederfrequenten Welligkeit kann sich vollsta¨ndig abbilden.
Hat bereits das kinematische System aufgrund von Unterschnitt eine Filterwirkung fu¨r hohe
Frequenzen wird diese bei der dynamischen Simulation noch bedeutender. Bei identischer
Anregung weicht das Zeitspanvolumen im dynamischen System dagegen nur um ca. 25%
vom stationa¨ren Wert ab. Die hoch- und niederfrequenten Oberfla¨chenwelligkeiten haben
deutlich geringere Amplituden als in der kinematischen Simulation, Bild 7.7 (b).
Die eigenen experimentellen Beobachtungen zeigen, dass sich ho¨rbare Ratterschwingungen
zuna¨chst nicht auf die Oberfla¨chenqualita¨t auswirken, A¨hnliche Ergebnisse zeigen Kuhfuß
(1984), Thompson (1992), Folkerts (1993) oder Fu et al. (1996), die die Werk-
stu¨ckoberfla¨che als ein effektives Wellenfilter beschreiben. Dieser Filtereffekt wird bei der
Simulation der Eingriffskinematik sehr gut nachgebildet.
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(a) fexc = 30Hz < ft (b) fexc = 60Hz < ft
(c) fexc = 30, 3Hz < ft (d) fexc = 120Hz, ft < fexc < ft
(e) fexc = 30, 5Hz < ft (f) fexc = 300Hz > fl
Bild 7.6: Spanformen, Kontaktla¨nge und Zeitspanvolumen des kinematischen Modells
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Um eine Scha¨digung der Werkstu¨ckoberfla¨che durch Schwingungen zu vermeiden, sollte sich
die erste Eigenfrequenz des Werkstu¨cksystems deutlich oberhalb der U¨bergangsfrequenz ft
des Prozesses befinden. In diesem Fall ist zu erwarten, dass die Detektion von Ratter-
schwingungen und ein automatisiertes Beenden des Prozesses mo¨glich sind, bevor sichtbare
Rattermarken entstanden sind. Da Welligkeiten bevorzugt beim Anschliff entstehen, wenn
das Zeitspanvolumen insgesamt gering ist und Welligkeiten zu prozentual großen Schwan-
kungen fu¨hren, ist eine Verku¨rzung der Anschnittphase empfehlenswert. Dabei wird nicht
nur die Hauptzeit des Prozesses verringert, sondern auch eine Phase bevorzugter Schwin-
gungsanregung. Gleiches gilt fu¨r das Ausfeuern.
(a) Kinematisches Modell (b) Dynamisches Modell
Bild 7.7: Spanformen, Kontaktla¨nge und Zeitspanvolumen bei multifrequenter Anregung
Eine zu Bild 7.7 (b) identische Weganregung wurde in tangentialer Richtung zw durchge-
fu¨hrt, ergab aber praktisch keine Variation der Zerspangro¨ßen. Eine Schwankung von 5%
des stationa¨ren Wertes zeigte sich erst bei unrealistisch großen Amplituden von 50 µm fu¨r
die 32Hz und die 650Hz Komponente. Der Einfluss einer tangentialen Bewegung auf die
Spanerzeugung und sukzessive auf die Kraftberechnung kann somit vernachla¨ssigt werden.
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7.3 Dynamische Nachgiebigkeit
Neben der intensiven Analyse des Schwingungsverhaltens des Schleifsystems, der Bestim-
mung der Ratterfrequenz und der Aufdeckung von Nichtlinearita¨ten war es das Ziel der
Nachgiebigkeitsmessungen in Kapitel 6, Frequenzga¨nge zum Einsatz im Schleifprozessmo-
dell zu bestimmen.
Die fu¨r ein Modell relevante dynamische Nachgiebigkeit eines Schleifsystems la¨sst sich dem-
nach in die folgenden Komponenten untergliedern:
 Die langsame Dynamik, die die Auslenkung des Werkstu¨cksystems infolge der quasi-
statischen Schleifkraftkomponenten beschreibt. Nur wenn der Betrag dieser Steifigkeit
k stat = |Grel(ω = 0)| wie im Schleifversuch gewa¨hlt wird, ergeben sich Schleifkra¨fte
und Zeitspanvolumina wie im realen Prozess.
 Die schnelle Dynamik, die die Hauptresonanz des Werkstu¨cksystems beschreibt, welche
bei ausreichend großer Anregung zu Ratterschwingungen fu¨hrt.
 Die Schnittsteifigkeit, die sich aufgrund der Prozessmodellierung aus |FS| = f (yw, zw)
ergibt, beeinflusst die Hauptresonanzfrequenz des Gesamtsystems und muss bei der
Festlegung der schnellen Systemdynamik beru¨cksichtigt werden.
 Die lokale Nachgiebigkeit des Werkstu¨ckmaterials in der Kontaktzone wird in der Si-
mulation nicht explizit beru¨cksichtigt wird, s. Abschnitt 7.3.2.
Nicht betrachtet werden im Modell die Nachgiebigkeit des Schleifspindelkopfes, die gegenu¨ber
der Werkstu¨ckdynamik vernachla¨ssigbar klein ist, vgl. Bild 6.8, der Einfluss des Verschleißes
auf die dynamischen Eigenschaften des Gesamtsystems, s. Abschnitt 7.7, sowie nichtlineare
Effekte des nicht-rotierenden Systems, wie sie z. B. in Abschnitt 6.3.4 und Abschnitt 6.5
gezeigt werden.
7.3.1 Schnelle und langsame Systemdynamik
Es wird ein abschnittweise definiertes System verwendet, dass analog zum reduzierten Prin-
zipmodell aus Bild 5.7 zwischen den zwei Zusta¨nden Kontakt, |FS| > 0 , und Kein Kontakt,
|FS| = 0 unterscheidet. Im ersten Fall werden unterschiedliche Nachgiebigkeiten in norma-
ler und tangentialer Richtung, GYy(jω) bzw. GZz(jω), sowie die gegenseitige Kopplung der
tangentialen und normalen Komponenten, GYz(jω) und GZy(jω), beru¨cksichtigt, Gl. (7.12).
Zur Approximation des dynamischen Verhaltens des realen Systems werden die modalen
Parameter der Ortskurven des Systems im Frequenzbereich identifiziert. Hierzu wird auf
die Ergebnisse der experimentellen Schwingungsanalyse in Kapitel 6 zuru¨ckgegriffen. In
Bild 7.8 sind einige der im Stillstand gewonnenen Frequenzga¨nge den identifizierten Systemen
gegenu¨bergestellt. Fu¨r GZz(jω) und G f rei(jω) = G f rei,Yy(jω) = G f rei,Zz(jω) genu¨gen jeweils
PT2-Systeme, wie in Gl. (7.12) beschrieben.
Fu¨r die Abbildung des Frequenzgangs GYy(jω) werden zwei Systeme parallel geschaltet. Das
erste, Ayy1, ist ein PT2-System mit einer Resonanz bei ωyy1 = 2pi · 650Hz, das die schnelle
Dynamik des gekoppelten Systems beschreibt.
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Z˙ =

diag
[
Ayy1 Azz Ayy2 Ayz Azy
]
Z + B
[
FSy
FSz
]
fu¨r |FS| > 0
diag
[
Ay, f rei Az, f rei 0 0 0
]
Z fu¨r |FS| = 0
mit Z =
[
ywy1 y˙wy1 zwz z˙wz ywy2 y˙wy2 zwy z˙wy ywz y˙wz
]T
und Aij =
[
0 1
−ω2ij −2Dijωij
]
i= y,z, j= y,y1,y2,z, f rei, f rei
sowie B =
[
0 kyy1 0 0 0 kyy2 0 0 0 kyz
0 0 0 kzz 0 0 0 kzy 0 0
]T
.
(7.12)
Das zweite System, Ayy2, beru¨cksichtigt die langsame Dynamik des Werkstu¨cks und dient
hauptsa¨chlich der Anpassung des Frequenzgangs im Bereich geringer Frequenzen, da das
untersuchte System fu¨r Frequenzen in der Na¨he von 0 weicher wird, wie der mittleren Grafik
von Bild 7.8 entnommen werden kann. Die quasi-statische Auffederung des Werkstu¨cks
durch die Schleifkraft hat prinzipiell PT1-Charakter mit einer Zeitkonstante T1 > 1 s wie
in Bild 7.12 zu erkennen ist. Anstelle eines PT1-Systems wurde ein mit Dyy2 = 1 stark
geda¨mpftes System zweiter Ordnung mit einer Resonanz bei ωyy2 = 2pi · 240Hz eingesetzt.
Die Funktion GZy(jω), d. h. die normale Auslenkung des Systems in Folge einer Tangenti-
alkraft, kann durch zwei Systeme zweiter Ordnung mit Resonanzen bei fw1 und fSw1 be-
schrieben werden, vgl. Bild 6.20. Aufgrund der im Verha¨ltnis niedrigen Resonanzamplituden
ist ihr Einfluss auf den dynamischen Prozess nur sehr gering. Der Frequenzgang GYz(jω),
d. h. die tangentiale Antwort des Systems auf eine Normalkraftanregung, wird im Modell
beno¨tigt. Diese Kopplung fu¨hrt dazu, dass die tangentiale Bewegung der normalen wie im
realen System folgt. Es wird vereinfachend angenommen, dass GYz(jω) = GZz(jω)/10 gilt.
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Bild 7.8: U¨bertragungsfunktionen des Werkstu¨cksystems
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Die gemessenen Frequenzga¨nge sind in Bild 7.8 den identifizierten gegenu¨bergestellt. Ein-
flu¨sse der zweiten Biegeeigenfrequenz des Werkstu¨cks im Bereich von 1100Hz werden ver-
nachla¨ssigt, ebenso der Phasenabfall von GZz fu¨r Frequenzen gro¨ßer fSw1.
Fu¨r die Integration der Nachgiebigkeit in das Modell wurde fu¨r das gekoppelte System das
Da¨mpfungsmaß Dyy1 = 0, 082 aus in-situ Impulsversuchen u¨bernommen, vgl. Bild 6.9. Diese
spiegeln die relevante Nachgiebigkeit im Betrieb wieder. Im Bereich der Resonanz ergibt
sich gegenu¨ber der Messung im Stillstand ein flacherer Amplitudenverlauf, wie anhand der
durchgezogenen Linie in der mittleren Grafik von Bild 7.8 zu sehen ist.
Der U¨bertragungsfrequenzgang G f rei(jω) wird in der dargestellten Form in den Block Sys-
temdynamik des Schleifprozessmodells u¨bernommen. Um eine Resonanzfrequenz des ge-
koppelten Systems bei den gewu¨nschten 650Hz zu erreichen, mu¨ssen gegenu¨ber der reinen
Identifikation eines Frequenzganges die bereits genannte Schnittsteifigkeit sowie lokale Nach-
giebigkeiten der Kontaktpartner in der Eingriffszone beru¨cksichtigt werden, s. Abschnitt
7.3.3.
7.3.2 Lokale Nachgiebigkeiten
Die lokale Nachgiebigkeit des Werkstu¨ckmaterials in der Kontaktzone kann prinzipiell a¨hnlich
wie u¨ber den in Abschnitt 7.1 eingefu¨hrten Konturfaktor κ, Gl. (7.4), in die Simulation
integriert werden, indem die geometrische Schnitttiefe
hgeomw,i = rpi · (1− ξw,i) (7.13)
am Kontaktpunkt pi mit einem Elastizita¨tsfaktor ξw,i gewichtet wird. Dieser beschreibt, wel-
cher Anteil an hgeomw,i am Kontaktpunkt pi tatsa¨chlich abgetragen wird, wa¨hrend die restliche
Schnitttiefe aufgrund kurzzeitiger Deformation der Kontaktzone stehen bleibt.
hrealw,i = ξw · hgeomw,i mit 0 < ξw ≤ 1 (7.14)
Gleichung (7.14) la¨sst sich analog auf die Segmente des Oberfla¨chenvektors rS der Schleif-
scheibe anwenden. Dieses Vorgehen entspricht weitestgehend einer Strategie von Chen und
Rowe (1996b), die die lokale Nachgiebigkeit in der Simulation erfassen, indem sie die
Schnitttiefe ihrer Ko¨rner reduzieren.
Der Faktor ξw,i = ξw,i (p(`C), i) ha¨ngt von der Verteilung des Anpressdrucks p(`C) = f (FSy)
auf die i Knoten der Kontaktzone ab. Ein iteratives Berechnungsverfahren ist erforderlich,
wie Alldieck (1994) es einsetzt, da ein Gleichgewicht zwischen a¨ußerer Kraft und der
Summe der inneren Kra¨fte an den Knotenpunkten erzielt werden muss. Die reale Verteilung
des Anpressdrucks p(`C) bei hohem Materialabtrag ist in der Literatur bisher nicht na¨her
untersucht wurden. Eine Beschreibung des Kontakts, die einem Eingriff beim Flachschleifen
bereits sehr nahe kommt, wird von Brommundt (1998) geliefert. Dieser berechnet die
Druckverteilung fu¨r ein Eisenbahnlaufrad, dass unter Reibung auf einer Schiene abrollt. Er
erha¨lt einen nicht-Hertzschen Kontakt mit einer asymmetrischen Druckverteilung p(`C),
deren maximale Amplitude zur Einlaufzone des Rades verschoben ist.
Im Rahmen der durchgefu¨hrten Simulationen wurde auf die explizite Berechnung lokaler
Nachgiebigkeiten des Werkstu¨ck- sowie des Schleifscheibenmaterials verzichtet. Die lokale
Nachgiebigkeit der Schleifscheibe wird als masselose Feder angenommen. Untersuchungen
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von David (1997), Folkerts (1993), Klotz (1987) und Younis (1972) zeigen u¨ber-
einstimmend, dass diese Annahme zula¨ssig ist. Die lokale Nachgiebigkeit des Werkstu¨cks
wird als (sehr geringer) Teil der globalen Nachgiebigkeit aufgefasst, der auch fu¨r die Aus-
bildung der Werkstu¨ckoberfla¨che aufgrund des abrasiven Charakters des Prozesses nur von
untergeordnetem Einfluss ist.
7.3.3 Nachgiebigkeit im Modell
Auf Basis der Frequenzga¨nge aus Bild 7.8 wurden die Nachgiebigkeitsfrequenzga¨nge des
Modells nach den folgenden Gesichtspunkten synthetisiert:
 Die statische Auslenkung im Fall des Kontakts muss mit der Realita¨t u¨bereinstimmen.
Die Skalare in B ergeben sich direkt anhand der gemessenen Ortskurven fu¨r |G(ω = 0)|.
 Die Frequenz fyy1 zur Resonanz der Ortskurve GYy(jω) wird zu 350Hz gewa¨hlt. Diese
entspricht der ersten gemessenen Biegeeigenfrequenz des realen freien Werkstu¨cksys-
tems. Gekoppelt mit dem Schnittprozess ergibt sich der Frequenzbereich kleiner Sys-
temeigenschwingungen in yw von ca. 680Hz bis 750Hz. Dieser wurde bei Standard-
parametern (y f = 12 µm/s, nw = 1 s−1) und Anregung durch eine Reibwertvariation
µdyn(t) = 0, 01 ermittelt.
 Die Koppelnachgiebigkeiten werden zu GYz(jω) = GZz(jω)/10 und GZy(jω) = 0
angenommen. Letztere Annahme wird getroffen, da der Einfluss der Tangentialkraft
auf die horizontale Bewegung zwei Ordnungen unter dem der Normalkraft liegt.
 Das Da¨mpfungsmaß des Systems fu¨r die Resonanz in y-Richtung wird aus dem in-situ-
Impulstest mit Dy1 = 0, 082 u¨bernommen.
 Das Da¨mpfungsmaß fu¨r die Resonanz in z-Richtung muss mit Dz ≥ 0, 7 sehr groß
gewa¨hlt werden. Kleinere Werte von Dz fu¨hren anderenfalls zu extrem großen Schwin-
gungen tangential zum Kontakt, wie sie in der Praxis nicht auftreten. Physikalisch
la¨sst sich eine hohe Da¨mpfung durch die Verschleißarbeit an Werkstu¨ck und Scheibe
erkla¨ren. Ein großer Teil der Schnittkraft FSz wird in Reib- bzw. Schnittleistung um-
gesetzt, so dass tangentiale Bewegungen stark beda¨mpft werden, a¨hnlich wie bei einem
Reibda¨mpfer.
In Bild 7.9 ist die tangentiale Impulsantwort des Werkstu¨cks auf einen tangentialen
Kraftstoß wa¨hrend des laufenden Prozesses dargestellt, vgl. Bild 6.9 auf Seite 80. Die
genannte hohe Da¨mpfung fu¨hrt dazu, dass das Werkstu¨ck derartige schwach geda¨mpfte
Schwingungen selbsta¨ndig nicht beginnt, s. a. Abschnitt 6.4.
Bild 7.9: Fδ,z 7→ zw: Tangentiale in-situ Impulsantwort des Werkstu¨cksystems
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7.4 Schleifkra¨fte und Schleifkoeffizient
Die Schleifkraft beim Zerspanen mit geometrisch unbestimmten Schneiden wird neben dem
eigentlichen makroskopischen Materialabtrag durch zahlreiche Mikrovorga¨nge bestimmt, die
in der Wirkzone zwischen den beiden rotierenden Kontaktpartnern stattfinden. Die quasi-
statischen Anteile des Schnittkraftvektors F statS = [F
stat
Sy , F
stat
Sz ]
T ergeben sich in Relation zum
gewa¨hlten bezogenen Zeitspanvolumen Q′w. Diskontinuierliche Spanbildung, die variierende
Schneidenzahl im Eingriff, unregelma¨ßige Kornausbru¨che und Verschleiß sowie Zonen unter-
schiedlicher Scha¨rfe fu¨hren zu dynamischen Schwankungen F dynS . Diese sind als sogenanntes
Schnittkraftrauschen fu¨r den Schleifprozess charakteristisch und stellen eine nicht zu vernach-
la¨ssigende, breitbandige Anregungsquelle fu¨r Ratterschwingungen dar, vgl. David (1997).
Schnittkraftrauschen wird in dem hier vorgestellten Modell erstmalig explizit formuliert, um
die entsprechende Anregung von Schwingungen zu erzielen.
Die Schnittkraft eines Schleifscheibensegments wird von der Verteilung der aktiven Schneiden
und vom Freivolumen des Schneidenraums bestimmt, das kurzzeitig die abgetragenen Spa¨ne
aufnehmen muss, bevor diese im Idealfall vom Ku¨hlschmiermittelstrom aus der Zerspanzone
geschwa¨mmt werden. Ist das Freivolumen groß, z. B. bei einer frisch abgerichteten, scharfen
Scheibe, kann mehr Material abgetragen werden als bei einer stumpfen oder zugesetzten
Scheibe, deren Freivolumen entsprechend geringer ist. Der Schleifkoeffizient
µ =
FSz
FSy
< 1 , (7.15)
der in Analogie zu einem Reibprozess mit µ bezeichnet wird, ist bei einer scharfen Scheibe
gro¨ßer als bei einer stumpfen und wird deutlich vom Ku¨hlschmiermittel beeinflusst, Ott
(1985). Wird dieser globale Effekt auf die aktuellen Eingriffsverha¨ltnisse u¨bertragen, ergibt
sich ein variabler Koeffizient
µ(t) = µstat + µdyn(t) . (7.16)
Dessen quasi-statischer Anteil µstat ha¨ngt von den aktuellen Prozessparametern ab, der dy-
namische Anteil µdyn wird von der Verteilung der Schleifko¨rner auf dem aktuellen Schei-
bensegments im Eingriff bestimmt.
Stochastisches Reibgesetz
Zur Formulierung des variablen Schleif- bzw. Reibkoeffizienten µ(t) innerhalb der Simulation
wird gedanklich ein Bu¨rstenmodell nach Hinrichs (1997) eingesetzt, das auf Arbeiten von
Haessig und Friedland (1991) basiert. Eine Abbildung dieses Modells zur Berechnung
der Reibkraft ist in Bild 7.10 einem idealisierten Schleifkorneingriff beim Flachschleifen ge-
genu¨bergestellt: Das Bu¨rstenmodell besteht aus zwei Ko¨rpern mit Borsten, die miteinander
interagieren. Die Borsten auf dem einen Ko¨rper sind ideal steif und gleichma¨ßig verteilt,
die anderen sind als elastisch definiert und zufa¨llig verteilt, so dass sich zu einem Zeit-
punkt t nur wenige Borsten gegenu¨berliegen und im Kontakt befinden. Werden die Ko¨rper
in z-Richtung gegeneinander verschoben, werden die elastischen Borsten mit Kontakt aus-
gelenkt. Der Kontakt reißt ab, sobald eine maximale Auslenkung zmax u¨berschritten wurde.
Mit der Auslenkung zi der i-ten elastischen Borste und deren Federsteifigkeit cB ergibt sich
fu¨r NC(t) Borsten in Kontakt unabha¨ngig von der Normalkraft Fy eine tangentiale Reibkraft
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Bild 7.10: Bu¨rstenmodell im Vergleich zum Schleifkorneingriff
Fz(t) =
NC(t)
∑
i=1
Fz,i(t) =
NC(t)
∑
i=1
cB · zi(t) . (7.17)
Am Beispiel eines Reibschwingers hat Hinrichs gezeigt, dass sich das numerisch aufwendi-
ge Bu¨rstenmodell durch ein stochastisches Reibgesetz ersetzen la¨sst, bei dem der Reibwert
µ(t) als Summe eines konstanten Mittelwertes µ¯ und eines zufa¨llig verteilten Anteils µ(t, σ)
beschrieben wird.
A¨hnlich stellt sich der Schleifprozess dar: Die zufa¨llig verteilten Schleifko¨rner greifen in
das Werkstu¨ckmaterial ein, abha¨ngig von der Anzahl der aktiven Schneiden, dem verfu¨gba-
ren Freivolumen, dem elastischen Verhalten der Ko¨rner in der Bindung und dem elastisch-
plastischen Verhalten des Werkstu¨ckmaterials stellen sich eine Normal- und eine Reibkraft
ein.
Wie Signale des Kraftsensors in der Zentrierspitze zeigen, unterliegt beispielsweise der mess-
technisch bestimmbare Pseudo-Reibwert
µ˜(t) = FWz(t)/FWy(t) (7.18)
einer Normalverteilung. Dessen Gauss-Kurve h(µ˜) u¨ber µ˜ ist in Bild 7.11 einer generierten
Normalverteilung (graue Balken) mit gleichem Mittelwert und Standardabweichung gegen-
Bild 7.11: Signal, Verteilung und Spektrum des Pseudo-Reibwerts µ˜
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u¨bergestellt, vgl. Abschnitt 8.2. Der sogenannte Lilliefors-Test, der in Abschnitt 8.2 na¨her
beschrieben wird, besta¨tigt eine Normalverteilung von µ˜(t), wa¨hrend die Schleifkraftkompo-
nenten FWz(t) und FWy(t) nicht normalverteilt sind. Diese sind in Bild 7.11 als Zeitsignale
gemeinsam mit µ˜(t) dargestellt.
Ausgewa¨hlt wurde ein Signalabschnitt zu Beginn eines Prozesses ohne Rattern, wo die Ver-
fa¨lschung der Messwerte durch die Tra¨gheitskra¨fte des Werkstu¨cks gering ist, vgl. Abschnitt
4.2.3. Wie das Spektrum FFT(µ˜(t)) zeigt, sind aber sowohl bei f yySw1 ≈ 650Hz als auch
bei f zzSw1 ≈ 330Hz große Peaks zu finden, die wahrscheinlich auf Tra¨gheitseinflu¨sse zu-
ru¨ckzufu¨hren sind. Wie groß der Anteil der Tra¨gheitskra¨fte gegenu¨ber den tatsa¨chlichen
Schleifkraftschwankungen ist, la¨sst sich aufgrund des nichtlinearen U¨bertragungsverhaltens
des Kraftsensors nicht bestimmen, Abschnitt 4.2.3.
Die statische Komponente µstat des Schleif- bzw. Reibkoeffizienten µ(t) la¨sst sich anhand der
Ergebnisse aus Bild 7.11 nach Gl. (7.15) aus den Mittelwerten der Kraftsignale ermitteln.
Der dynamische Anteil µdyn(t) wird im Modell durch eine Normalverteilung ausgedru¨ckt,
die die Kornverteilung des aktiven Schleifscheibensegments beschreibt. Hierzu wird der nor-
malen Schleifkraftkomponente FSy gema¨ß Gl. (7.19) ein µˇdyn(t) eingepra¨gt. Das tatsa¨chliche
µdyn(t) ergibt sich aus dem Verha¨ltnis der Schleifkraftkomponenten. Zur Vermeidung nume-
rischer Probleme wird das Frequenzspektrum von µdyn(t) mit einem Tiefpassfilter auf 2 kHz
begrenzt. Die Schleifkra¨fte im Modell ergeben sich zu
FS =
[
FSy
FSz
]
=|FS| ·
[
cos αFS ·
(
1+ µˇdyn(t)
)
sin αFS
]
mit µ(t) = µstat + µdyn(t) =
FSz
FSy
und αFS = arctan(µstat) .
(7.19)
Betrag der resultierenden Schleifkraft
Die Berechnung von |FS| erfolgt nach Gl. (7.20) aus dem bezogenen Zeitspanvolumen,
vgl. Abschnitt 2.3.
|FS| = kQ
′
w
F ·Q′w (7.20)
In Bild 7.12 sind gemessenen Schleifkra¨ften FW simulierte Kraftverla¨ufe fu¨r µdyn(t) = 0
gegenu¨bergestellt. Die quasi-statischen Komponenten der gemessenen Schleifkra¨fte wurden
mit einem Spline-Verfahren bestimmt, wie es in Zusammenhang mit Bild 4.13 in Abschnitt
4.2.7 beschrieben wird. In die Grafik wurde ebenfalls ein simulierter Schleifkraftverlauf
eingetragen, bei dem diese proportional zur Kontaktla¨nge `C bestimmt wurde.
Die nach Gl. (7.20) berechnete Schleifkraft hat sowohl fu¨r Schrupp- als auch fu¨r Schlicht-
zustellung einen anna¨hernd korrekten Schleifkraftpegel. Das Kraftsignal, das proportional
zur Kontaktla¨nge bestimmt wurde, liefert aufgrund der nichtlinearen Abha¨ngigkeit dieser
von der Zustellung ae einen deutlich zu geringen Wert fu¨r den Kraftabfall beim Wechsel der
Zustellung von Schruppen auf Schlichten, vgl. Gl. (2.2).
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Bild 7.12: Gemessene und simulierte Schleifkraftverla¨ufe im Vergleich
Progressive Steifigkeit
Aufgrund der Eingriffsverha¨ltnisse beim Schleifen ergibt sich eine nichtlineare Abha¨ngigkeit
von Werkstu¨ckauslenkungen und Schleifkra¨ften, die bereits im Rahmen des Prinzipmodells
sowie der Ausschwingversuche diskutiert wurde, s. Bild 5.7 bzw. Bild 6.14. Fu¨r Werkstu¨ckbe-
wegungen in Richtung der Schleifscheibe verha¨lt sich das reale System im Stillstand wie eine
harte Feder. Fu¨r Werkstu¨ckbewegungen weg von der Schleifscheibe ist das System weich,
d. h. die Steifigkeit des Kontakts degressiv. Die Steifigkeit des gekoppelten Systems im Pro-
zess wird zum Teil durch diese Kontaktsteifigkeit bestimmt. Gleichzeitig wirkt sich aber die
Schnittsteifigkeit, die sich nach Gl. (7.20) ergibt, auf die Gesamtsteifigkeit aus.
In Bild 7.13 (b) ist die Schleifkraftvariation ∆FSy in Abha¨ngigkeit einer Sprunganregung
yC des Werkstu¨cks aufgetragen. Die ”natu¨rliche”, nichtlineare SchnittsteifkeitskennliniekF(Q′w) = f (yC) des Modells, die sich rein aus der Eingriffskinematik ergibt, ist mit dem
Faktor ∆khartF = 1 versehen. Fu¨r Bewegungen, die den Kontakt versta¨rken, zeigt sich ein
schwach progressives Verhalten. Fu¨r Bewegungen, die den Kontakt lockern, verha¨lt sich das
System degressiv.
Um die zusa¨tzliche progressive Steifigkeit des Korn-Bindungs-Verbandes auszudru¨cken, die
sich im Ausschwingversuch sowie bei den Stoßschwingungen eines Ratterbursts in Bild 5.6
zeigt, wird der Betrag der Schleifkraft |FS| mit einer nichtlinearen Funktion knlF gewichtet,
die in Bild 7.13 (a) dargestellt ist. Unter der Annahme, das Materialverhalten sei an eine A¨n-
derung des bezogenen Zeitspanvolumens Q′w = f (yC) gekoppelt, wird knlF als abschnittweise
definierte Funktion von Q˙′w bestimmt.
 Fu¨r ein nahezu konstantes Zeitspanvolumen, Q˙′w ≈ 0 gelte knlF (Q˙′w) = 1. Die zusa¨tzli-
che Nichtlinearita¨t wird ausgeblendet.
 Bei einer großen Zunahme des Zeitspanvolumens ergibt sich progressives Verhalten fu¨r
knlF (Q˙
′
w) > 1.
Unter Beru¨cksichtigung von knlF (Q˙
′
w) berechnet sich der Betrag der Schleifkraft analog zu
Gl. (7.20) gema¨ß
|FS| = knlF (Q˙′w) · kQ
′
w
F ·Q′w . (7.21)
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Freie Parameter der Funktion knlF (Q˙
′
w) sind die Steigung ∆khartF /∆Q˙
′
w sowie der Wert von
Q˙′w,lin, der den Bereich von kF(Q˙
′
w) = 1 begrenzt. Letzterer wird auf Basis eines stabi-
len simulierten Prozesses zu Q˙′w = 750 mm3/mms2 festgelegt. Die Steifigkeitsverla¨ufe, die
sich fu¨r ∆Q˙′w = 2250 mm3/mms2 und verschiedene ∆khartF ergeben, ko¨nnen Bild 7.13 (b)
entnommen werden.
Ein progressiver Steifigkeitsverlauf, der dem bedingt vergleichbaren Ergebnis des Aus-
schwingversuchs im Stillstand entspricht, ergibt sich fu¨r ∆khartF = 1, 038, vgl. Bild 6.14.
1.0
neutralhart
∆k hartF
0
w
∆Q˙0w
Q˙0w, lin
kn
l
F
(
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w
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(a) Progressive Materialsteifigkeit (b) Normalsteifigkeit
Bild 7.13: Schnittsteifigkeit bei Beru¨cksichtigung progressiven Korn-Bindung-Verhaltens
Dynamische Schleifkraft
In den Bildern 7.14, 7.15 und 7.16 sind simulierte Schleifprozesssignale fu¨r unterschiedlich
gewa¨hlte Standardabweichungen von µˇdyn(t) bzw. µdyn(t) aufgezeichnet. Auf der jeweils
linken Seite befinden sich im oberen Bildteil die Schleifkraftverla¨ufe. Darunter sind die
Verla¨ufe der Werkstu¨ckauslenkungen zu sehen. Je ein Ausschnitt von FSy, FSz, yw und zw
zeigt die Signalform zum Ende des Schruppens. Im rechten Teil der Grafiken sind Ausschnitte
aus den simulierten Oberfla¨chenprofilen dargestellt, wie sie zum Ende des Schruppens (tS =
12 s), zum Ende des Schlichtens (tS = 17 s) und zum Ende des Ausfeuerns (tS = 22 s)
vorlagen.
Die Schwingungsanregung des Systems nimmt mit der Reibwertvariation zu. Die Variation
der Schleifkraftamplituden, der Werkstu¨ckauslenkungen und der gemittelten Rautiefe Rz
der Werkstu¨ckoberfla¨che verha¨lt sich in einem Bereich von µˇdyn(t) = 0 . . . 0, 1 linear zu
µˇdyn(t). Die Amplitude der dynamischen Werkstu¨ckauslenkung liegt in der Simulation in der
Gro¨ßenordnung der Oberfla¨chenrauigkeit. Fu¨r µdyn(t) = 0, 04 ergibt sich in der Simulation
ein Rz = 0, 16 µm, dass um den Faktor vier niedriger liegt als in der DIN 4766 T1 beschrieben,
Hoischen (1995).
Diese Ergebnisse zeigen, dass die Reibwertvariation ein geeignetes Mittel darstellt, um ei-
ne Schwingungsanregung durch Schnittkraftrauschen zu simulieren. Im Vergleich mit den
Schleifkraftverla¨ufen aus Bild 7.11 ist das Schnittkraftrauschen, das in der Simulation durch
eine Reibwertvariation entsteht gro¨ßer. Eine Normalkraftschwankung im Bereich von 20N er-
gibt sich im Modell fu¨r ein µdyn(t) = 0, 021. Die Standardabweichung des Pseudo-Reibwerts
µ˜dyn(t) in Bild 7.11 liegt mit 0, 043 etwa doppelt so hoch.
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Bild 7.14: Simulierter Schleifprozess fu¨r µˇdyn(t) = 0, 01 bzw. µdyn(t) = 0, 004
Bild 7.15: Simulierter Schleifprozess fu¨r µˇdyn(t) = 0, 02 bzw. µdyn(t) = 0, 008
Bild 7.16: Simulierter Schleifprozess fu¨r µˇdyn(t) = 0, 05 bzw. µdyn(t) = 0, 021
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7.5 Raue Oberfla¨chen
Parallel oder alternativ zur Variation der Schleifkraft, kann auch die Rauigkeit der intera-
gierenden Oberfla¨chen im Prozess stochastisch beschrieben werden. Auf Seiten des Werk-
stu¨cks kann dem Vektor der Werkstu¨ckradien rp zu Beginn der Simulation eine Variation
mit dem Mittelwert null und der gemittelten Rautiefe Rz in Form einer Standardabweichung
σS = Rz hinzugefu¨gt werden. Unter der Annahme, das zu schleifende Bauteil entstamme
einem La¨ngsdrehprozess, la¨sst sich nach DIN 4766 T1 fu¨r die Simulation z. B. Rz = 4 µm
wa¨hlen.
Die Rauigkeit bzw. Kornverteilung der Schleifscheibe wird im Modell durch eine Variation der
Schnitttiefe des aktuellen Kontaktsegments ausgedru¨ckt. Fu¨r die NC(t) Oberfla¨chenpunkte
des Werkstu¨cks im Kontakt wird ein korrespondierender Korrekturvektor R rauS (`C, t) mit
q · NC(t) Punkten generiert, der mit normalverteilten Zufallszahlen gefu¨llt wird. Die Stan-
dardabweichung σS(R rauS ) dru¨ckt die Abweichung der Kornho¨he von der mittleren Kornho¨he
aus. Sie stellt ein Maß fu¨r die Kornverteilung bzw. fu¨r die Scha¨rfe des aktuellen Scheibenseg-
ments dar, vgl. David (1997). Zur Untersuchung von Verschleißeffekten oder Zusetzen der
Schleifscheibe kann der Vektor R rauS fu¨r den gesamten Umfang der Scheibe gezielt vorgegeben
und wa¨hrend der Simulation modifiziert werden.
In jedem Abtastschritt der Rechnung wird in Anlehnung an die Arbeiten von Werner
(1971) und Kassen (1969) unter allen Ko¨rnern, die den aktuellen Kontaktbogen durch-
laufen haben, das Kontur erzeugende Korn als Maximum von R rauS (`C, t) gesucht. Der
Materialabtrag der aktuellen Kontaktzone wird um die Abweichung dieser Kornho¨he von
der mittleren Kornho¨he R¯ rauS korrigiert.
∆RS(t) = max (R rauS (`C, t))− R¯ rauS (7.22)
Die Sto¨rung ∆R rauS (t) wird linear auf die Kontur aufgebracht, indem der Radius der Scheibe,
der zur Berechnung des Kontaktbogens eingesetzt wird, in jedem Zeitschritt modifiziert wird,
vgl. Ko¨nig und Steffens (1982).
Die Bilder 7.17 und 7.18 zeigen simulierte Schleifkraftverla¨ufe in Abha¨ngigkeit von σS fu¨r
µˇ(t) = 0. Die Auswirkung von σS auf die Werkstu¨ckoberfla¨che rw, die Werkstu¨ckschwin-
gungen yw und zw sowie die Schleifkra¨fte FSy und FSz wird wiederum anhand von Signalaus-
schnitten verdeutlicht, vgl. Bild 7.14ff.. Im Vergleich zur Reibwertvariation aus Abschnitt
7.4 ergeben sich bereits fu¨r kleine σS = 50 nm . . . 100 nm a¨hnliche Rauigkeiten, wobei die
Oberfla¨chenkontur des Werkstu¨cks zusa¨tzlich eine Mikrorauigkeit erha¨lt, die in den Oberfla¨-
chenprofilen in Bild 7.17f. zu sehen ist. Bei a¨hnlicher gemittelter Rautiefe Rz der erzeugten
Werkstu¨ckoberfla¨che fa¨llt das Schnittkraftrauschen bei Variation der Rauigkeit deutlich ge-
ringer aus, als bei einer Reibwertvariation. Die Variation der Kornho¨he bzw. der Schnitttiefe
fu¨hrt ferner zu einer Variation des bezogenen Zeitspanvolumens Q′w, der bei der Bestimmung
des Faktors kQ
′
w
F beru¨cksichtigt werden muss. In der Simulation ergibt sich ein beschleunigter
Anstieg der Schleifkra¨fte sowie dadurch bedingt ein Einschwingen des Systems u¨ber mehrere
Werkstu¨ckumdrehungen. Sofern die erzeugte Oberfla¨che im Mittelpunkt der Untersuchun-
gen steht, ist eine Variation der Rauigkeit sinnvoll, um eine realita¨tsnahe Mikrorauigkeit
zu erzeugen. Sollen hauptsa¨chlich der Schleifkraftverlauf oder die Auslenkungen betrachtet
werden, bietet die Reibwertvariation eine nebenwirkungsfreie Mo¨glichkeit, das System zu
Schwingungen anzuregen.
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Bild 7.17: Simulierte Prozessdaten bei einer Variation der Scheibenrauigkeit σS = 0, 05 µm
Bild 7.18: Simulierte Prozessdaten bei einer Variation der Scheibenrauigkeit σS = 0, 1 µm
Bild 7.19: Reibwertvariation µˇdyn(t) = 0, 025 kombiniert mit einer Rauigkeit σS = 0, 05 µm
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Bild 7.20: Reibwertvariation µˇdyn(t) = 0, 025 kombiniert mit einer Rauigkeit σS = 0, 1 µm
In Bild 7.19f. sind simulierte Schleifprozessdaten fu¨r eine Kombination aus Reibwertvariation
µˇdyn(t) = 0, 025 und Rauigkeiten σS = 0, 05 . . . 0, 1 µm aufgezeichnet. Die Variation der
Kornho¨he um σS dient der Erzeugung einer Mikrorauigkeit auf der Oberfla¨che, wa¨hrend die
Reibwertvariation fu¨r die gewu¨nschte Schwankungsbreite der Kraftsignale sorgt. Fu¨r σS =
0, 05 µm liegt die gemittelte Rautiefe am Prozessende bei Rz = 0, 25 µm. Fu¨r σS = 0, 1 µm
wird ein Rz = 0, 42 µm in der Gro¨ßenordnung eines realen Schleifprozesses erreicht.
Bild 7.21: Vergleich eines simulierten und eines gemessenen Werkstu¨ckprofils
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Eine simulierte und eine gemessene Oberfla¨che werden in Bild 7.21 verglichen. Das simulierte
Profil auf der rechten Seite und das echte auf der linken zeigen sehr deutliche A¨hnlichkeit be-
zu¨glich mikro- und makroskopischer Welligkeit. Anhand der vergro¨ßerten Ausschnitte in der
Mitte von Bild 7.21 zeigt sich aber, dass die Mikrorauigkeit der echten Werkstu¨ckoberfla¨che
immer noch sichtbar feiner ist als die im Modell erzeugte Kontur.
7.6 Unwucht und Abrichtwelligkeit
Da in Abschnitt 6.3 gezeigt werden konnte, dass das dynamische Verhalten der Schleifspindel
keinen direkten Beitrag zum Rattern leistet, wurde dieses im Modell vernachla¨ssigt. Separat
wird im Modell jedoch die Auswirkung einer Schleifscheibenunwucht beru¨cksichtigt.
Speziell die unwuchtbedingte Abrichtwelligkeit ε der Schleifscheibe hat eine wesentliche Aus-
wirkung auf die Entstehung von Ratterschwingungen, wie in Abschnitt 5.7 verdeutlicht wird.
Innerhalb der Simulation kann dem Verschleißvektor RSW(tS = 0) der Schleifscheibe eine
wirksame Welligkeit ε˜ < ε als entsprechende harmonische Funktion eingepra¨gt werden, s. Ab-
schnitt 7.7. Die Funktion
R−εS = ε˜
(
1− FSy
max(FSy)
)
· sin (ΩS t) (7.23)
kompensiert diese Welligkeit fu¨r kleine FSy und sorgt dafu¨r, dass sich die wirksame Welligkeit
ε˜ in Abha¨ngigkeit der Normalkraft FSy auf die Kontaktzone auswirkt.
Die Unwucht der Schleifscheibe kann in der Simulation als eine harmonische Kraft
FU (ΩS t, ε) in Folge einer bekannten Auslenkung ε des Schleifscheibenmittelpunktes be-
trachtet werden. Da die Spindellager der Versuchsmaschine messtechnisch nicht zuga¨nglich
sind, und im Modell das elastische Verhalten der Spindel vernachla¨ssigt wird, wurde nicht
untersucht, welcher Anteil der Unwuchtkraft auf das Werkstu¨ck einwirkt. Sofern Unwucht
im Modell beru¨cksichtigt wird, wird vereinfachend ε˜ zur Berechnung des auf das Werkstu¨ck
wirkenden Kraftanteils verwendet
FU (ΩS t, ε˜) = ε˜Ω2SmS sin (ΩS t+ pi) . (7.24)
Auch in der Simulation wirkt speziell die unwuchtbedingte Welligkeit ratterbegu¨nstigend.
Die Auswirkung geringer Unwuchtkra¨fte ist hingegen nicht signifikant. Fu¨r ε˜ = 0 ergeben
sich trotz starker Anregung durch Schleifkraftvariation oder Kornho¨henschwankung stabile
Simulationen ohne oder nur mit sehr geringem Anstieg der Schwingungsamplitude wa¨hrend
des Schlichtens, Bild 7.16 bzw. Bild 7.18.
Eine systematische Variation der Unwucht und der Abrichtwelligkeit wurde im Rahmen
dieser Arbeit nicht durchgefu¨hrt. Fu¨r die folgenden Simulationen wurde ein ε˜ = 0, 1 µm
verwendet.
7.7 Verschleiß
Nach DIN 50320 ist Verschleiß der fortschreitende Materialverlust aus der Oberfla¨che eines
Ko¨rpers hervorgerufen durch mechanische Ursachen. Dieser Materialverlust bzw. Abtrag ist
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fu¨r die Schwingungsentwicklung im Schleifprozess von entscheidender Bedeutung, so dass fu¨r
die Simulation ein eigenes Verschleißmodell entwickelt wurde, das es ermo¨glicht, den nicht
zu vernachla¨ssigenden Einfluss von regenerativen Welligkeiten der Schleifscheibenoberfla¨che
auf die Schwingungsentwicklung numerisch zu betrachten.
Es wurde darauf verzichtet, die Schleifscheibenoberfla¨che a¨hnlich wie die Werkstu¨ckober-
fla¨che fein zu diskretisieren und ein direktes Finite-Elemente Kontaktproblem zweier nicht-
runder Ko¨rper zu formulieren, das im 2D-Raum bereits ohne Beru¨cksichtigung von Materi-
alabtrag komplexe Algorithmen erfordern wu¨rde, die zu extrem hohen Rechenzeiten fu¨hren,
Sextro (2002). Um die Intersektion von Werkstu¨ck und Schleifscheibe trotz Beru¨cksichti-
gung von Verschleiß auf der Basis einfacher geometrischer Beziehungen bestimmen zu ko¨n-
nen, vgl. Abschnitt 7.1, wird das folgende dreistufige Verfahren einer indirekten Diskretisie-
rung der Schleifscheibenoberfla¨che eingesetzt:
Stufe 1: Annahme einer kreisrunden Schleifscheibe zur geometrischen Bestimmung der
Kontaktzone.
Stufe 2: Berechnung des makroskopischen Verschleißes. Die Welligkeit der Scheiben-
oberfla¨che wird durch einen Vektor RSW beschrieben. Die aktuelle Wellig-
keit RSW(ϕS = 0, t) wird zur aktuellen Zustellung y f (t) hinzugefu¨gt. An die
Stelle einer welligen Oberfla¨che tritt eine wellige Zustellung. Die tatsa¨chliche
Oberfla¨che der welligen Scheibe wird durch eine starre Scheibe mit variablem
Mittelpunkt quasi abgetastet, vgl. Steffens et al. (1985).
Stufe 3: Berechnung der Spanabnahme unter Beru¨cksichtigung einer mikroskopisch
rauen Werkzeugkontur RS und ggf. mikroskopischem Verschleiß.
Es erfolgt eine Trennung von Grundgeometrie (Stufe 1), makroskopischer Welligkeit (Stu-
fe 2) und mikroskopischer Rauigkeit (Stufe 3). Die Integration der Stufen 1 und 3 in das
Modell wurde bereits in den Abschnitten 7.1 und 7.5 beschrieben. Mikroskopischer Ver-
schleiß, d. h. die Vera¨nderung der Kornstruktur und Scha¨rfe der Oberfla¨che kann u¨ber eine
Vera¨nderung der Rauigkeit RS der Scheibenoberfla¨che in das Modell integriert werden. Das
Verfahren zur Berechnung der makroskopischen Welligkeit RSW wird im Folgenden na¨her
erla¨utert.
Wie die theoretischen U¨berlegungen von Snoeys und Brown (1969) oder Schiefer
(1980) zur Abbruch- bzw. U¨bergangsfrequenz zeigen, sind die zu erwartenden verschleißbe-
dingten Welligkeiten von niedriger Wellenzahl u¨ber dem Umfang, s. Tab. 2.4 auf Seite 15.
Messungen von Kaliszer (1970) und David (1997) sowie eigene Ergebnisse besta¨tigen
dieses, s. Abschnitt 5.6. Welligkeiten, die durch Ratterschwingungen mit einer Frequenz
fR entstehen, mu¨ssen sich auf der Scheibe abbilden ko¨nnen. Diese verursachen auf dem
Werkstu¨ck Rattermarken mit einer Wellenla¨nge von λw,Ratter = 2pirwnw/ fR, fu¨hren auf der
Schleifscheibenoberfla¨che aber nur zu Wellenla¨ngen von λS,Ratter = q · λw,Ratter. Da das
Verha¨ltnis der Oberfla¨chengeschwindigkeiten der Kontaktpartner
q =
vS
vw
=
rS · nS
rw · nw (7.25)
im untersuchten Prozessbereich bei Werten von q > 100 liegt, la¨sst sich folgern, dass die mi-
nimale Wellenla¨nge, die auf der Schleifscheibe beru¨cksichtigt werden muss, sehr viel gro¨ßer
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ist, als die Kontaktla¨nge `C. Bei einer Ratterfrequenz von 640Hz und einer Schleifscheiben-
drehzahl nS = 32 s−1 ergeben sich 20 Wellen auf dem Umfang der Scheibe. Eine Diskretisie-
rung der Schleifscheibenoberfla¨che kann daher weit grober ausfallen als die Diskretisierung
des Werkstu¨cks auf der sich bei einer Werkstu¨ckdrehzahl nw = 1 s−1 640 Wellen ausbilden
wu¨rden.
Verschleißmodell
Der prinzipielle Aufbau des Verschleißmodells la¨sst sich wie folgt skizzieren: Die Welligkeit
der Werkzeugoberfla¨che RSW wird als Vektor mit NS Punkten generiert, der zu Beginn
der Simulation eine beliebige Anfangskontur haben kann. Die La¨nge von NS wird mit der
Schrittweite der Simulation ∆t synchronisiert, so dass gilt
NS · nS · ∆t = 1 . (7.26)
Fu¨r nS = 32, 22 s−1 und eine Simulationsschrittweite ∆t ≈ 12, 4 µs ergibt sich NS = 2500.
Pro Zeitschritt befindet sich immer genau ein Element von NS im Eingriff. Der Betrag sowie
Schwankungen der Kontaktla¨nge `C werden nicht explizit beru¨cksichtigt, da `C deutlich unter
dem betrachteten Wellenla¨ngenbereich liegt. Implizit fu¨hrt eine Variation von `C aber stets
zu einer Variation von Schleifkra¨ften und Auslenkungen, die wiederum im Verschleißgesetz
erfasst werden. Wa¨hrend das Werkstu¨ck pro Zeitschritt um einen beliebigen Winkel gedreht
werden kann, wird der Vektor RSW als Ringpuffer jeweils um genau ein Element verschoben.
Der aktuelle Wert wird ausgeben und auf den Vorschub addiert. Der neue Wert ergibt
sich im Anschluss aus dem Verschleißgesetz. Ein Moving-Average-Filter mit fu¨nf Elementen
stellt sicher, dass nur niederfrequente Signalanteile das makroskopische Verschleißverhalten
beeinflussen.
Verschleißgesetz
Bei der allgemeinen Betrachtung von Verschleißvorga¨ngen wird in der Regel die Reibleistung
PR = FSz · z˙C bestimmt, um den dissipativen Prozess zu charakterisieren und die Wa¨r-
memenge zu bestimmen, die durch den Verschleißvorgang in das System eingebracht wird,
s. beispielsweise Hohmann (1999) oder Ilias (1996). Das mittlere Verschleißvolumen VSW
wird proportional zur Reibleistung angenommen.
Solange thermische Effekte in der Simulation nicht beru¨cksichtigt werden, la¨sst sich das
mittlere Verschleißvolumen VSW von Schleifscheibenmaterial nach To¨nshoff (1995) oder
Frank (1963) linear aus dem zerspanten Werkstu¨ckvolumen Vw berechnen. Mit einem
Verschleißmodul der Scheibe Γ ergibt sich
VSW(Vw) = Γ ·Vw . (7.27)
Der lokale, winkelabha¨ngige Verschleiß, der zur Ausbildung von Welligkeiten fu¨hrt, entsteht
nach Meinung vonAlldieck (1994), Schiefer (1980) oder Snoeys und Brown (1969)
hauptsa¨chlich in Abha¨ngigkeit der Schleifkraft FS. Da das Zeitspanvolumen Qw und das
zerspante Werkstu¨ckvolumen Vw = Qw · t der Schleifkraft proportional sind, gilt Gl. (7.28)
analog zu Gl. (7.27).
VSW(Qw) = ΓQw ·Qw . (7.28)
Innerhalb des erstellten Verschleißmodells wird derselbe lineare Ansatz fu¨r das mittlere Ver-
schleißvolumen bzw. den radialen Verschleiß ySW verwendet, der sich allgemein in Abha¨n-
gigkeit einer verschleißproportionalen Einflussgro¨ße XSW ergibt.
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Anstelle des Verschleißmoduls ΓXSW wird ein bezogener Verschleißmodul Γ
′′
XSW
verwendet,
der den radialen Verschleiß der Scheibe ySW(XSW) in Folge der normierten Einflussgro¨ße
XSW/max(XSW) beschreibt. Der radiale Verschleiß ySW der Scheibe im Modell ergibt sich
nach Gl. (7.29), wobei die Interrelation unterschiedlicher Verschleißfaktoren nicht untersucht
wurde.
ySW(XSW) = Γ′′XSW ·
XSW
max(XSW)
mit ySW > 0 (7.29)
Verschleißverhalten in der Simulation
Als verschleißproportionale Einflussgro¨ßen XSW wurden das bezogene Zeitspanvolumen
Q′w ∼ |FS| sowie alternativ die Werkstu¨ckauslenkungen yw oder zw eingesetzt. Das Ergebnis
einer Verschleißrechnung fu¨r XSW = Q′w ist in Bild 7.22 dargestellt. Die mittelwertfreie
Schleifscheibenwelligkeit R0SW , die wa¨hrend eines dreistufigen Schleifprozesses von 22 s Dau-
er entsteht, ist u¨ber dem Scheibenumfang ϕS aufgetragen. Berge und Ta¨ler der Oberfla¨che
werden durch unterschiedliche Graustufen hervorgehoben. Quellen fu¨r eine Schwingungsan-
regung des simulierten Systems sind eine Reibwertvariation µdyn(t) = 0, 01 und eine wirk-
same Exzentrizita¨t ε˜ = 0, 1 µm. Aufgrund der hohen Rechenzeit des Modells, s. Abschnitt
7.8, wurde ein sehr großer bezogener Verschleißmodul Γ′′Q′w = 0, 215 gewa¨hlt, um die abra-
siven Vorga¨nge in der Simulation zu beschleunigen. Ein Γ′′Q′w = 0, 215 bedeutet, dass sich
in einem idealen System wa¨hrend des Schruppens ein radialer Verschleiß der Scheibe von
ySW = 0, 215 µm pro Umdrehung einstellt. Bereits innerhalb nur eines simulierten Schleif-
zyklus von 22 s kann sich so eine deutliche Welligkeit ausbilden. Der absolute Verschleiß
Bild 7.22: XSW = Q′w: Lokaler Verschleiß R0SW fu¨r Γ
′′
Q′w
= 0, 215
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Bild 7.23: Welligkeit der Scheibe RSW(tS, ϕS) und des Werkstu¨cks rw(tS, , ϕw) zu Bild 7.22
RSW der Scheibe, der mit der Darstellung in Bild 7.22 korrespondiert, ist in Bild 7.23 u¨ber
Schleifzeit tS und Winkel ϕS aufgetragen. Eine Schleifzykluszeit von 22 s entspricht bei
nS = 32, 22 s−1 709 Schleifscheibenumdrehungen von denen jede zwanzigste dargestellt ist.
Der maximale Gesamtverschleiß betra¨gt min(RSW(tS = 22 s)) = −104 µm. Der mittlere
Verschleiß von ySW ≈ 0, 215 µm pro Umdrehung stellt sich wa¨hrend der Schruppphase ein.
Der Aufbau lokaler Welligkeiten mit Amplituden > 1 µm beginnt im betrachteten System bei
tS = 7 s mit dem Erreichen eines konstanten Schleifkraftniveaus bei FSy = 30N. Zu diesem
Zeitpunkt haben sich 16 Wellen auf der Oberfla¨che ausgebildet, die bei nS = 32, 22 s−1 einer
Ratterfrequenz von 515, 52Hz entsprechen. Bis zum Ende der Schruppphase bei tS = 12 s
nimmt die Amplitude der Schwingungen zu. Die Anzahl der Wellen reduziert sich auf 15,
was fR = 483Hz entspricht. Im Verlauf des Schlichtens ab tS = 12 s entspannt sich das
System, die Eigenfrequenz fSw1 der gekoppelten Kontaktpartner sinkt weiter. Im Bereich
Bild 7.24: Frequenzspektrum der Werkstu¨ckauslenkungen FFT(yw, tS) zu Bild 7.22
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von ϕS = 180o kommt es kurzzeitig zu einer Auslo¨schung der Welligkeit. Zum Ende der
Schlichtphase bei tS = 17 s hat sich die Anzahl Wellen auf 13 reduziert, das System schwingt
mit fSw1 ≈ 418, 9Hz. Wa¨hrend des Ausfeuerns reduziert sich der Anpressdruck weiter. Die
Frequenz fSw1 nimmt ebenfalls ab, so dass die Welligkeit der Scheibe langsam abgebaut wird,
was anhand von R0SW in Bild 7.23 deutlich wird.
Die hervorragende U¨bereinstimmung von Simulation und realem Systemverhalten wird an-
hand von Bild 7.24 deutlich. Darin ist das Frequenzspektrum der Werkstu¨ckauslenkungen yw
als Kontur-Wasserfall u¨ber der Schleifzeit tS aufgetragen. Im Vergleich mit Bild 5.4 auf Seite
54 zeigt sich sowohl der Frequenzabfall mit zunehmender Ratteramplitude als auch vor allem
das diskrete Wandern der Maxima des Spektrums auf den Harmonischen der Schleifscheiben-
drehfrequenz fS = 32, 22Hz, Bild 7.24 (B). Anhand des Verschleißverlaufs aus Bild 7.22 kann
Letzteres eindeutig auf die Formation von Wellen auf der Scheibe zuru¨ckgefu¨hrt werden.
Bei einem im Mittel konstanten Anpressdruck synchronisieren sich Werkstu¨ckeigenschwin-
gung und Welligkeit auf der Scheibe, so dass sich eine ganzzahlige Wellenzahl ergibt. Das
Werkstu¨ck wird dabei auf eine Bahn gezwungen, die mit fS moduliert ist. Die Wellenzahl
nimmt mit sinkendem Anpressdruck beim Schlichten oder Ausfeuern oder mit steigender
Amplitude ab. Im Fall einer steigenden Werkstu¨ckamplitude steigt der Zeitanteil jener Flug-
phase, in der das Werkstu¨ck nur schwach an die Scheibe gekoppelt ist und in der Na¨he seiner
ersten Biegeeigenfrequenz fw1 < fSw1 schwingt, s. Abschnitt 5.5.
Der nichtlineare Stoßcharakter der Schwingungen zeigt sich im Spektrum bei großen Ampli-
tuden analog zum Spektrum der gemessenen Gro¨ßen in Bild 5.4. Harmonische der Grund-
frequenzen sind sichtbar, Bild 7.24 (C), und das diskrete Spektrum verschmiert mit gro¨ßeren
Bild 7.25: Werkstu¨ckauslenkung yw(tS) im Zeitbereich zu Bild 7.22
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Bild 7.26: XSW = yw: Werkstu¨ckauslenkung yw und lokaler Verschleiß R0SW fu¨r Γ
′′
yw = 0, 4
Amplituden, Bild 7.24 (A).
In Bild 7.25 ist der Verlauf der normalen Werkstu¨ckauslenkung yw dargestellt, der mit dem
Verschleißverlauf aus Bild 7.22 korrespondiert. Neben der globalen Schwingungsentwicklung
wird der Schwingungsverlauf anhand dreier Signalausschnitte verdeutlicht. Nach einer ers-
ten Ausbildung von Welligkeiten auf der Scheibe ab tS = 3, 4 s beginnen die burstartigen
Schwingungen, vgl. Abschnitt 5.3. Nach einem langsamen Anstieg der Schwingungen in
der Schruppphase und einem voru¨bergehenden Abfall der Amplitude beim U¨bergang in das
Schlichten hat sich ab tS = 13, 8 s erneut einer ganzzahlige Welligkeit auf der Scheibe aufge-
baut. Dieses fu¨hrt durch die geringere Verspannung des Systems beim Schlichten zu einem
heftigen Anstieg der Amplitude. Zu Beginn des Ausfeuerns tS = 17 s liegen Schwingungen
mit Burstcharakter vor. Zum Ende des Prozesses fu¨hrt die große Welligkeit der Scheibe zu
einem vermehrten Abheben und Wiederauftreffen des Werkstu¨cks auf dieselbe. Die Dellen,
die daraus auf dem Werkstu¨ck entstehen, sind im Verlauf von rw in Bild 7.23, rechts unten,
deutlich zu erkennen.
Der Verschleißverlauf in Bild 7.26 wurde fu¨r XSW = yw und Γ′′yw = 0, 4 berechnet. Fu¨r eine
Werkstu¨ckauslenkung von y statw = 6, 3 µm ergibt sich auf der Scheibe ein Abtrag von 0, 4 µm
pro Umdrehung. Da das Verha¨ltnis von dynamischer zu statischer Werkstu¨ckauslenkung im
Vergleich zum Zeitspanvolumen um den Faktor zwei kleiner ist, und insgesamt geringere
Auslenkungen des Werkstu¨cks als in Bild 7.25 vorliegen, ist der lokale Verschleiß ebenfalls
geringer. Erst mit dem Beginn des Schlichtens steigt die Werkstu¨ckamplitude und es bilden
sich signifikante Welligkeiten auf der Scheibe aus. Es findet kein Wandern der Welligkeit
u¨ber den Scheibenumfang statt. Eine signifikante Abnahme der Wellenzahl auf der Scheibe
kann ebenfalls nicht beobachtet werden. Diese liegt konstant bei 20. Das Wellenmuster
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Bild 7.27: Frequenzspektrum der Werkstu¨ckauslenkung FFT(yw, tS) zu Bild 7.26
verwischt aber wa¨hrend des Ausfeuerns.
Das Frequenzspektrum der Werkstu¨ckauslenkung yw in Bild 7.27 zeigt wiederum das fre-
quenzdiskrete Verhalten und trotz anna¨hernd konstanter Wellenzahl ist eine deutliche Fre-
quenzabnahme der Schwingung zu erkennen. Die Ausschnitte aus den Zeitverla¨ufen von yw
und zw zum Ende des Schlichtens zeigen, dass sich im Signal zwar eine Modulation mit der
Scheibendrehzahl erkennen la¨sst, sich aber keine Ratterburst wie in Abschnitt 5.3 ausgebildet
haben.
Eine Welligkeits- und Schwingungsentwicklung mit Burst-Signalen wie sie am realen System
bei der Entstehung von Rattern zu beobachten waren, s. Abschnitte 5.6 und 5.3, zeigt sich
im Modell beispielsweise, wenn der Verschleiß fu¨r Γ′′|zw| = 4 proportional zum Betrag der
tangentialen Werkstu¨ckauslenkung |zw| berechnet wird, Bild 7.28. Aufgrund des extremen
Verschleißmoduls ergeben sich Ratterschwingungen des Werkstu¨cks mit großer Amplitude
bereits nach drei Sekunden Schleifzeit. Auf der Schleifscheibe bildet sich eine Welligkeit mit
insgesamt 15 Wellen auf dem Umfang aus. Die Amplitude dieser Wellen ist im Winkel-
bereich um ϕS = 270o im Verha¨ltnis zum restlichen Umfang besonders stark ausgepra¨gt.
Bild 7.28: Gegenu¨berstellung von simulierten und gemessenen Ratterschwingungen
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Bild 7.29: Auslenkung zw, Bez. Zeitspanvolumen Q′w und Verschleiß R0SW fu¨r Γ
′′
|zw| = 4
Trifft das wellige Umfangssegment der Scheibe auf das Werkstu¨ck, reagiert dieses mit den
entsprechenden Ratterburst-Schwingungen in einer Frequenz von fR = 418Hz. Aufgrund
der großen Amplitude haben sich im Rattersegment breitere Wellen ausgebildet als auf dem
restlichen Umfang. Den Daten des Zeitspanvolumens Q′w kann entnommen werden, dass
das Werkstu¨ck in der Simulation wa¨hrend des Bursts kurzzeitig von der Scheibe abhebt.
Auf dem restlichen Umfangssegment schwingt das Werkstu¨ck gekoppelt an die Scheibe mit
kleiner Amplitude und einer Frequenz von fSw1 ≈ 655Hz.
Bis auf die geringere Frequenz des Ratterbursts stimmen die simulierten Ratterschwingungen
sehr gut hinsichtlich Form und Amplitude mit den gemessenen u¨berein, wie in Bild 7.28
deutlich wird. Der Stoßcharakter der simulierten Schwingung wird anhand des Phasenplans
in Bild 7.28 deutlich, wo yw u¨ber y˙w dargestellt ist. Beide Phasenpla¨ne zeigen eine deutliche
A¨hnlichkeit. Allerdings verha¨lt sich das simulierte System weitaus geordneter und weniger
chaotisch als das echte und der echte Stoß verla¨uft weicher als der simulierte.
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Der Algorithmus zur Ermittlung von Schleifkontakt, Werkstu¨ckbewegung und Scheibenver-
schleiß, der in den vorherigen Abschnitten in Einzelaspekten erla¨utert wurde, ist in Bild 7.30
zu einem Flussdiagramm zusammengefasst, vgl. Bild 7.1. Die Untergruppen des Modells
lassen sich wie dargestellt in die Bereiche Werkzeug, Werkstu¨ck und Kontakt gliedern.
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Bild 7.30: Algorithmus zur Bestimmung der Kontaktsituation
Hinsichtlich des Werkzeugs bietet das Modell erstmalig die Mo¨glichkeit zur Abbildung von
Verschleiß und Unwuchteinflu¨ssen wie unwuchtbedingter Welligkeit. Der Makroverschleiß,
der eine Werkzeugwelligkeit RSW hervorruft, und der Mikroverschleiß, d. h. die Vera¨nde-
rung der Scheibenrauigkeit RS, werden getrennt betrachtet und der Vorschubbewegung
aufmoduliert. Die Rauigkeit RS wird durch einen stochastischen Ansatz ausgedru¨ckt, der
die Kornverteilung beschreibt. Fu¨r die Bestimmung der Werkzeugwelligkeit RSW , die sich
im Prozessverlauf ausbildet, wird ein numerisches Modell verwendet. Dieses kann einge-
setzt werden, um den Verschleiß aufgrund von Schleifkra¨ften, von Relativbewegungen und
-geschwindigkeiten der Kontaktpartner sowie aufgrund von bezogenem Zeitspanvolumen und
der effektiven Zustellung zu untersuchen. Vernachla¨ssigt werden die dynamischen Nachgie-
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bigkeiten von Schleifspindelkopf und -scheibe, soweit diese nicht fu¨r die Ausbildung einer
unwuchtbedingten Abrichtwelligkeit verantwortlich sind.
Der Schleifkontakt wird wie der Verschleiß mit Hilfe eines numerischen Modells dargestellt.
Die Werkstu¨ckoberfla¨che rw ist im R2 mit finiten Kontaktelementen beschrieben, die in a¨qui-
distanten Winkelschritten auf der Oberfla¨che verteilt sind. Der abrasive Schleifscheibenein-
griff fu¨hrt zu einer Reduktion der Radien der Punkte im Eingriff. Anhand des abgetrage-
nen Werkstu¨ckmaterials ko¨nnen Zerspanungsgro¨ßen wie das bezogene Zeitspanvolumen Q′w,
die Kontaktla¨nge `C oder die effektive Zustellung ae sowie die Spanform bestimmt werden.
Die Berechnung der Schleifkra¨fte erfolgt abha¨ngig von Q′w. Ein dynamischer Reibkoeffi-
zient µ(t) u¨bernimmt die Aufteilung in normale und tangentiale Schleifkraftkomponenten.
In Kombination mit der Mikrorauigkeit der Scheibe ergeben sich Schnittkraftrauschen und
Oberfla¨chenstrukturen a¨hnlich denen, die im realen Prozess vorliegen.
Bezu¨glich des Werkstu¨cks wird zum einen die Ausbildung der Oberfla¨che betrachtet, die sich
aufgrund des Materialabtrags ergibt, zum anderen steht die Werkstu¨cknachgiebigkeit im
Fokus der Untersuchungen, da das Werkstu¨ck als nachgiebigstes Bauteil im Kraftfluss den
Schleifkraftverlauf und die Ratterfrequenz bestimmt. Das Werkstu¨ck schwingt nachweislich
sowohl normal als auch tangential zum Schleifkontakt, so dass zur Beschreibung ein ent-
sprechender zweidimensionaler Ansatz verwendet wird. Die Dynamik des Werkstu¨cksystems
wird durch Systeme zweiter Ordnung mit nur einer Resonanzstelle ausgedru¨ckt. Deren Ei-
genfrequenz wird durch das Kontaktverhalten bzw. durch die Schnittsteifigkeit des Prozesses
verstimmt. Ein abschnittweise definiertes System unterscheidet zwischen dem Schwingungs-
verhalten mit und ohne Kontakt zur Scheibe.
7.8.1 Schwingungsanregung
Neben der Simulation eines sto¨rungsfreien Prozesses bietet das Modell erstmalig die Mo¨g-
lichkeit, den Einfluss unterschiedlicher Anregungsquellen auf die Systemdynamik zu studie-
ren. Selbsterregung des Systems erfolgt implizit durch die Modulation des Zeitspanvolumens
im Prozessverlauf und kann explizit erfolgen, indem Schnittkraft- und Korngro¨ße variiert
werden. Regenerative Effekte der Werkzeug- und Werkstu¨ckoberfla¨che werden durch die
Oberfla¨chenvektoren rS und rw beschrieben. Die Simulation hat besta¨tigt, dass speziell der
Werkzeugverschleiß bzw. die Ausbildung von Welligkeiten auf der Werkzeugoberfla¨che fu¨r die
Entstehung von Rattern verantwortlich ist, wa¨hrend Welligkeiten der Werkstu¨ckoberfla¨che
kaum zur Ratterentwicklung beitragen, da ihre Amplituden aufgrund von Unterschnittbil-
dung in der Regel klein bleiben.
Eine Unwucht der Schleifscheibe wird im dargestellten System explizit beru¨cksichtigt. Deren
großer Einfluss auf die Ratterneigung einer Schleifmaschine wurde in Abschnitt 5.7 nachge-
wiesen. Weitere externe Anregungsquellen ko¨nnen der Simulation beliebig hinzugefu¨gt wer-
den. Zur Berechnung der Spanformen in Bild 7.7 wurde eine Weganregung vorgenommen.
Die Antwort des Systems auf Kraftimpulse wurde im Rahmen von Abschnitt 7.4 gezeigt.
7.8.2 Bewertung des dynamischen Systemverhaltens
Um im Modell Ratterschwingungen zu erzeugen, muss einerseits der Verschleiß der Scheibe
betrachtet werden, andererseits muss eine ausreichende Schwingungsanregung vorliegen, die
zu Eigenschwingungen des Systems fu¨hrt und Verschleiß hervorruft. Vorzugsweise wurde
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hierzu eine Kombination aus Reibwertvariation µdyn und geringer unwuchtbedingter Wellig-
keit ε˜ der Scheibe gewa¨hlt, s. Abschnitte 7.4 und Abschnitt 7.5. Eine zusa¨tzliche Variation der
Kornho¨he σS ergibt eine realita¨tsnahe Oberfla¨chenstruktur. Die stochastische Formulierung
von σS im Modell fu¨hrt jedoch zu einem nichtglatten System, das zu numerischen Instabi-
lita¨ten neigt. Eine Reibwertvariation µdyn ergibt sich durch das genannte Tiefpassfilter als
glattes Zeitsignal, das numerisch stabil in die Simulation integriert werden kann. Wie anhand
von Bild 7.24 und 7.27 deutlich wird, eignet sich das Modell sehr gut, um das Frequenzver-
halten des Ratterprozesses abzubilden. Sowohl das frequenzdiskrete Erscheinungsbild mit
Modulation durch fS, als auch der langsame Anstieg der Schwingungsamplitude sowie die
Abnahme der Ratterfrequenz mit der Amplitude und des Anpressdrucks in der Kontaktzone
werden qualitativ wie quantitativ sehr genau erfasst.
Die theoretischen sowie die praktischen Untersuchungen konzentrieren sich auf eine Werk-
stu¨ckla¨nge von lw = 300mm mit der zugeho¨rigen ersten Biegeeigenfrequenz des Werk-
stu¨cksystems von fw1 = 350Hz und einer Frequenz fSw1 ≈ 650Hz des gekoppelten Sys-
tems. Die Frequenz fSw1 stellt sich im Experiment bei einem Vorschub von v f = 12 µm/s,
d. h. Q′w = 3 mm3/mms ein. Fu¨r den quasistatischen Anteil der normalen Schleifkraftkom-
ponente ergibt sich F statSy = 75N.
Die Eigenfrequenz des modellierten Systems fu¨r kleine Schwingungsamplituden stellt sich in
Abha¨ngigkeit der gewa¨hlten Resonanzfrequenz des freien Werkstu¨cksystems, s. Abschnitt 7.3
sowie der Schnittsteifigkeit kQ
′
w
F ein, Gl. (7.21). Solange der bezogene Verschleißmodul Γ
′′ und
die nichtlineare Funktion knlF nicht beru¨cksichtigt werden, ergibt sich ein ho¨herer Frequenz-
bereich fSw1 = 680 . . . 750Hz als in der Realita¨t, wenn fw1 = 350Hz gewa¨hlt wird. Dieses
ist wahrscheinlich auf die nicht modellierten lokalen Nachgiebigkeiten der Kontaktpartner
zuru¨ckzufu¨hren, auf die aus Gru¨nden der Rechenzeit verzichtet wurde, vgl. Abschnitt 7.3.2.
Der Faktor kQ
′
w
F ist durch das Verha¨ltnis aus bezogenem Zeitspanvolumen und Schleifkraft
festgelegt zu kQ
′
w
F = 75/3 Ns /mm
2.
Im Rahmen der Verschleißuntersuchungen zeigt sich das Modell ebenfalls steifer als das reale
System. Es stellen sich in Bild 7.24 zwar Resonanzen im gewu¨nschten Frequenzbereich von
fSw1 = 400 . . . 700Hz ein, aufgrund des hohen Verschleißes ergibt sich aber eine geringere
effektive Zustellung als im Experiment und damit geringere Schleifkra¨fte, die bei F statSy ≈ 45N
liegen.
7.8.3 Rechenzeiten
Wegen der numerischen Diskretisierung, kombiniert mit nichtlinearen Verhalten bei hohen
Frequenzen bis ca. 2 kHz, muss die Abtastzeit ∆t der Simulation fu¨r ein numerisch stabiles
Verhalten sehr gering gewa¨hlt werden. Solange nur der optimale Prozess ohne Sto¨rungen
betrachtet wird, genu¨gt ein ∆t ≤ 1/Nw, d. h. eine Abtastzeit, die kleiner oder gleich der Fre-
quenz ist, mit der die Nw Oberfla¨chenpunkte des Werkstu¨cks die Kontaktzone durchlaufen.
Fu¨r Nw = 10000 ergibt sich ∆t ≤ 0, 1ms.
Bei Betrachtung des gesto¨rten Systems muss die Abtastzeit bei Reibwertvariation auf ∆t ≈
25 µs reduziert werden, bei zusa¨tzlicher Kornho¨henvariation wird ein ∆t ≤ 15 µs beno¨tigt.
Auf einem PentiumrIV Prozessor mit 2, 53GHz unter Matlab R13/Linux betra¨gt die
mittlere Simulationszeit bei ∆t = 12, 55 µs wa¨hrend des Schruppens ca. 10 Minuten pro
simulierter Schleifsekunde und steigt bei konstantem ∆t kubisch mit Nw.
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Solange der Schleifbetrieb bedient ist, erkennt ein erfahrener Schleifer aufkommende Sto¨-
rungen fru¨hzeitig - im Fall von Rattern am Gera¨usch. Eine negative Beeinflussung der
Oberfla¨chenstruktur la¨sst sich manuell vermeiden, in dem z.B. die Werkstu¨ckdrehzahl ge-
schickt variiert wird oder schlanke Werkstu¨cke mit der Hand geda¨mpft oder mit einer Lu¨-
nette abgestu¨tzt werden. In einem automatisierten oder teil-automatisierten Schleifbetrieb,
sollten Prozesssto¨rungen idealerweise automatisch erkannt werden. Fu¨r den effizienten Ein-
satz aktiver Ratterkompensationsverfahren ist sogar nicht nur die Erkennung allein, sondern
vor allem die fru¨hzeitige Erkennung entscheidend, vgl. Abschnitt 2.2.3. Nur solange kleine
Schwingungsamplituden bzw. Sto¨rungen vorliegen, ko¨nnen Aktoren diesen entgegenwirken.
Nach dem aktuellen Stand der Forschung ist die automatische Rattererkennung fu¨r bekannte
Material-Maschinen-Kombinationen mo¨glich, sofern die Amplitude des verwendeten Prozess-
signals beim Auftreten von Rattern zuvor im Versuch ermittelt wurde.
Systeme zur Rattererkennung auf Basis einer AE-Schwellwertdetektion werden kommerziell
angeboten, z. B. von Muckli (2001) oder Nordmann (2002, 1994), geho¨ren aber nicht
zur Serienausstattung selbst gehobener Schleifmaschinen, da fu¨r den Einsatz der bisher ver-
fu¨gbaren Methoden und Systeme spezielle Prozesskenntnis u¨ber die Unterschiede zwischen
dem Normal- und dem Sto¨rzustand erforderlich ist. Dieses erfordert in der Regel eine lang-
wierige Anlernphase.
Konventionelle Verfahren
Einen Rattersensor fu¨r eine Fra¨smaschine stellt Weck (1975) vor. Mori und Kasashi-
ma (1990), Popp (1992), Chen et al. (1996), Michels (1999) und Inasaki et al.
(2001) beschrieben Methoden zur Rattererkennung beim Schleifen, die in der Regel auf
Schwellwertdetektion im Frequenzbereich unter der Verwendung von Ko¨rperschall- (AE) oder
Beschleunigungssignalen basieren. Rowe et al. (1994) sowie Inasaki (1999) verwenden
Neuronale Netze (NN) und Fuzzy Logik, um intelligente Schleifagenten zu programmieren,
die in der Lage sind, Rattern zu erkennen. Grabec und Kuljanic (1994) behandeln
das große Potenzial von AE kombiniert mit NN, dass sich dem Anwender zur Analyse von
Fertigungsprozessen erschließt, vgl. Abschnitte 2.2.1 und 4.2.1. Werden AE-Signale zur
U¨berwachung des Prozesszustandes eingesetzt, mu¨ssen zuvor ausreichend Daten u¨ber die
mo¨gliche Vera¨nderung des Ko¨rperschallpegels im gewa¨hlten Frequenzband vorliegen.
Entropie-basierte Verfahren
Fu et al. (1994, 1996) verwenden die Beschleunigung des Reitstocks und eine einfache
Schwellwertdetektion um Ratterschwingungen festzustellen. Sie pra¨sentieren aber gleichzei-
tig eine interessante Lo¨sung zur Unterscheidung zwischen schleifscheiben- und werkstu¨cksei-
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tigem Rattern, indem sie Methoden der Informations- und Bildverarbeitung kombinieren.
Die Ratterspektren werden zuna¨chst mit Hilfe eines morphologischen Filters amplitudenneu-
tral von Frequenzrauschen befreit. Anschließend werden alle verbliebenen Frequenzpeaks fi
mit i = 1 . . . n extrahiert und bezu¨glich ihrer Amplituden pi( fi) normiert, so dass die Sum-
me aller Amplituden gleich eins ist. Beim Rattern erster Art sind um die Ratterfrequenz
herum zahlreiche Peaks im Spektrum vorhanden, die mit der geringen Werkstu¨ckdrehzahl
moduliert sind. Beim Rattern zweiter Art liegt eine Modulation des Spektrums mit der
ho¨heren Schleifscheibendrehzahl vor. Im Spektrum liegen nur wenige Peaks im Bereich der
Ratterfrequenz. Die Entropie-Funktion
En(p) = −
n
∑
i=1
[pi · ln pi] (8.1)
bewertet den Grad der Unordnung im Spektrum, der bei den zahlreichen Peaks des werk-
stu¨ckseitigen Ratterns oberhalb eines Schwellwertes von En(p) = 0, 75 liegt und bei den
wenigen signifikanten Peaks des schleifscheibenseitigen Ratterns darunter.
Wie bei Neuronalen Netzen oder unscharfer Logik, mu¨ssen auch bei Fus Verfahren große
Datenmengen verfu¨gbar sein, um das System fu¨r die Rattererkennung anzulernen bzw. um
den Amplitudenschwellwert En(p) zu bestimmen.
Inasaki (1999) verwendet Daten eines AE-Sensors in a¨hnlicher Form zur Rattererkennung.
Er nutzt aus, dass ein auf eins normalisiertes Spektrum eines Ratterprozesses nur wenige
hohe Peaks mit einer Amplitude in der Na¨he der eins entha¨lt, wa¨hrend es im Fall des opti-
malen Prozesses zahlreiche derartige Peaks aufweist. Die Entscheidung, ob Rattern vorliegt,
u¨bernimmt ein neuronales Netz.
In Kapitel 5 wurde herausgearbeitet, dass Schleifprozesssignale beim U¨bergang in Rattern
nicht nur ihre Amplitude oder ihre spektrale Zusammensetzung vera¨ndern, es a¨ndert sich
auch die Art der Schwingungen. Diese gehen von einer optimal zufa¨lligen, zweidimensionalen
Bewegung in eine gerichtete, eindimensionale Stoßschwingung u¨ber, wie in Bild 8.1 zu sehen
ist, wo die yw(t, tS) u¨ber zw(t, tS) Darstellungen der Werkstu¨ckauslenkungen zu sehen sind,
s. a. Bild 5.5. Derartige A¨nderungen der Prozessnatur ko¨nnen zur Ratterdetektion verwendet
werden.
Bild 8.1: Entwicklung der Werkstu¨ckschwingungen mit der Schleifzeit tS
Gradisek et al. (2000, 2002b,a) verwenden die sogenannte Coarse-Grained-Entropy-
Rate (CER) nach Palus (1996) zur Charakterisierung von Zerspanprozessen, s. a. Klocke
et al. (2001). Die CER untersucht die Dynamik in einem Signal und liefert nach ei-
ner Normierung einen Zahlenwert zwischen null und eins, der den Determinismus und die
Vorhersagbarkeit eines Prozesses bewertet. Ein periodisches, schwach geda¨mpftes Signal ist
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deterministisch und liefert einen CER-Wert nahe der null. Die Bewertung einer u¨berwiegend
stochastischen, nicht vorhersagbaren Prozessgro¨ße ergibt CER-Werte in der Na¨he der eins.
Anhand von Kraftsignalen aus einem Drehprozess zeigen Gradisek et al., dass die CER
unabha¨ngig von den Zerspanparametern und ohne a priori Kenntnis der Ratterfrequenz Wer-
te liefert, die den Prozesszustand eindeutig klassifizieren und den U¨bergang von ratterfrei zu
Rattern in nahezu bina¨rer Form beschreiben. Angewandt auf Kraftmessdaten eines Schleif-
prozesses la¨sst sich das gesto¨rte Systemverhalten mittels CER ebenfalls sehr deutlich vom
optimalen unterscheiden. Der U¨bergang zwischen den Prozesszusta¨nden ist beim Schleifen
jedoch weniger abrupt als beim Drehen, Govekar et al. (2003).
Wavelet-basierte Verfahren
Die genannten Eigenschaften der Prozessdynamik wurden im Rahmen dieser Arbeit zum
Entwurf weiterer Methoden zur Rattererkennung genutzt, die ebenfalls ohne die Definition ei-
nes Amplitudenschwellwerts auskommen. Auf Basis einer diskreten Wavelet-Transformation
(DWT) werden in den folgenden Abschnitten 8.1 und 8.2 zwei verallgemeinerbare Verfahren
vorgestellt, die a¨hnlich fru¨h wie das menschliche Ohr auf Rattern reagieren. Eine vorab
Scha¨tzung der Ratterfrequenz, die gema¨ß der Abschnitte 5.5 und 6.3 dieser Arbeit mo¨glich
wa¨re, wird nicht beno¨tigt.
Ausgangspunkt fu¨r die folgenden Untersuchungen sind gemessene Wegsignale yw(t, tS) und
zw(t, tS), Bild 8.1. Beschleunigungs- oder AE-Signale eignen sich fu¨r eine Analyse der Pro-
zessdynamik des Außenrundschleifens nur sehr begrenzt, vgl. Abschnitte 4.2.2, 4.2.1 sowie
5.8. Die Verwendung von Kraftmessdaten ist beim zweiten Verfahren, Abschnitt 8.2, unter
Einschra¨nkungen mo¨glich.
Wa¨hrend der in Bild 8.1 dokumentierten Versuchsreihe entstand erstes ho¨rbares Rattern
zum Ende des dritten Schleifzyklus, tS = 110 s. Im vierten Schleifzyklus, tS = 125 s, lag
deutliches Rattern vor.
8.1 Wavelet Detektor
Die diskrete Wavelet Transformation (DWT) ist ein Verfahren, das im Zeitbereich arbeitet.
Das zu untersuchende Signal wird mit einer zweiten Zeitfunktion, einem sogenannten Wavelet
abschnittsweise gefaltet. Das Ergebnis einer Faltung gibt an, wie gut Wavelet und Zeitsignal
im untersuchten Abschnitt, d. h. zu einem Zeitpunkt t u¨bereinstimmen. Die Berechnung
wird fu¨r unterschiedlich skalierte Wavelets wiederholt. Ein breites Wavelet passt sich gut
an niederfrequente Signalkomponenten an, ein schmal skaliertes Wavelet schmiegt sich an
hochfrequente Signalanteile an. Bei der kontinuierlichen Wavelet Transformation wird eine
lineare Skalierung des Wavelets u¨ber den zu untersuchenden Frequenzbereich vorgenommen.
Bei der DWT ist die Skalierung der Frequenzachse dyadisch.
Die Wavelet-Analyse entspricht quasi einer Bandpass-Filterbank. Abha¨ngig von der Anzahl
n zu verwendender unterschiedlicher Skalierungen (Level) des Wavelets wird das zu untersu-
chende Signal in einen niederfrequenten Anteil (Approximation) und in einen hochfrequenten
Anteil (Detailkoeffizient) zerlegt. Die Approximation wird iterativ wiederum solange zerlegt
bis n Detailkoeffizienten berechnet wurden, Mathworks (2003).
Gegenu¨ber einer Bandpass-Filterbank oder einer Fourier-Transformation haben einige Wa-
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Bild 8.2: Daubechies Wavelets im Vergleich mit einem Ratterburstsignal
velets, wie z. B. die der Daubechies-Familie ab Stufe 5,
”
db5“ in Matlab Notation, den
Vorteil, dass sie einem Ratter-Burst sehr a¨hnlich sehen wie anhand von Bild 8.2 ersichtlich
ist, wo Wavelets und Ratterburst zum Vergleich abgebildet sind. Unter Verwendung eines ge-
eigneten Wavelets, reagiert die DWT daher sehr empfindlich auf das Auftreten von Rattern.
Die Identifikation der Bursts wird ferner dadurch erleichtert, dass das Signal nach der DWT
ohne Ru¨cktransformation im Zeitbereich vorliegt und nicht wie bei Ratteruntersuchungen in
der Literatur u¨blich im Frequenzbereich.
Die Komplexita¨t der DWT liegt bei O(n). Gegenu¨ber einer Fast-Fourier-Transformation
mit O(n2) ist der Rechenaufwand um eine Ordnung geringer. Eine geringe numerische Kom-
plexita¨t des Verfahrens bedeutet bei der Rattererkennung allerdings keinen entscheidenden
Vorteil der DWT gegenu¨ber anderen Verfahren. Da die Ratterentstehung in der Regel ein
sehr langsamer Prozess im Bereich von Minuten ist, steht ausreichend Rechenzeit fu¨r eine
Entscheidungsfindung zur Verfu¨gung.
In Bild 8.3 wird das Ergebnis einer diskreten Wavelet-Analyse der Werkstu¨ckschwingungen
normal zum Kontakt, yw, aus Bild 8.1 visualisiert. Unterschiedliche Detailkoeffizienten Di
mit i = 1 . . . n stehen fu¨r die unterschiedliche Skalierung der eingesetzten n Wavelets. D1
entspricht einem stark “gestauchten
”
, im Zeitbereich schmalen Wavelet, das hochfrequente
Signalanteile wiedergibt. Dn entspricht einem gestreckten im Zeitbereich breiten Wavelet,
das mit niederfrequenten Signalanteilen korreliert. Eine große Amplitude eines Detailkoef-
fizienten bedeutet, dass sich das Wavelet in seiner jeweiligen zeitlichen Skalierung zu einem
Zeitpunkt t besonders gut an das zu analysierende Signal anschmiegt.
Werden die erhaltenen Detailkoeffizienten in gegenseitigen Bezug gebracht, kann die DWT
Bild 8.3: Wavelet-Analyse (n = 8) von Schleifsignalen unterschiedlicher Prozesszusta¨nde
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zur Ratterdetektion verwendet werden. Zu Beginn der Schleifoperation liegt ein breitbandi-
ges Signal vor. In den Detailkoeffizienten D4...8 finden sich Ausschla¨ge, die die Maxima aller
Di erreichen. Da das verwendete Signal mittels eines 4 kHz Tiefpasses gefiltert wurde, zeigen
die Di der ho¨heren Frequenzba¨nder, D1...3, hier kein Signal. Die Detailkoeffizienten bzw. die
Frequenzba¨nder, in denen Ratterschwingungen auftreten, sind im gesamten Prozessverlauf
daran zu erkennen, dass sie eine sichtbare Modulation mit der Schleifscheibendrehzahl nS
aufweisen, hier insbesondere D4. Mit der Entstehung von Rattern setzen sich deren Ampli-
tuden gegenu¨ber den niederfrequenteren D7 und D8 durch. Sobald Rattern auftritt, passen
sich die Wavelets im Ratterfrequenzband besser an das Zeitsignal an als in anderen Fre-
quenzba¨ndern. Es konnte beobachtet werden, dass kein Rattern vorliegt, solange mehrere
Di aktiv sind, d. h. im Bereich der maximalen Amplituden aller Di liegen. Zahlreiche aktive
Detailkoeffizienten entsprechen einem breitbandigen Prozesssignal. Klingen Schwingungen
bestimmter Frequenz auf, reduziert sich die Anzahl aktiver Frequenzba¨nder, denn einzelne
Di ko¨nnen sich hinsichtlich ihrer Amplitude von den anderen absetzen. Versuche haben ge-
zeigt, dass der im Folgenden kurz beschriebene Algorithmus sehr gut zur Ratterdetektion
geeignet ist und Ratterschwingungen bereits in ihrer Entstehung erkennen kann:
1. In einem ersten Schritt werden die Wegsignale mit Hilfe eines bursta¨hnlichen Wavelets
in Detailkoeffizienten zerlegt.
2. Die maximale Amplitude Dmax aller Detailkoeffizienten wird bestimmt.
3. Im Weiteren werden aktive Di gesucht, d. h. Di, deren Maximum mindestens pD ·Dmax
erreicht, pD = 0 . . . 1.
4. In einem letzten Schritt, wird analysiert welche Frequenzba¨nder aktiv sind. Sind nur
noch die Detailkoeffizienten des Ratterfrequenzbandes aktiv, d. h. hat die Anzahl ak-
tiver Di deutlich abgenommen, liegt Rattern vor.
Das Verfahren beno¨tigt keinerlei a priori Information u¨ber Amplituden und Frequenzbereich
der Ratterschwingungen. Der Benutzer muss jedoch festlegen, bei welchem Verha¨ltnis pD
zur maximalen Amplitude ein Detailkoeffizient als aktiv gilt.
Ergebnisse dieses Verfahrens fu¨r ein db5-Wavelet sind in Bild 8.4 dargestellt, wo die Detail-
koeffizienten Di in skalierter Form u¨ber der Schleifzeit aufgetragen sind. Kurz nach Rat-
terbeginn befinden sich nur noch die DRi des Ratterfrequenzbereichs oberhalb von 0, 2, so
dass eine automatische Ratterdetektion bereits sehr fru¨h beim ersten Auftreten von Rattern
mo¨glich wird.
Solange fu¨r die Wavelet-Analyse Werkstu¨ckauslenkungen (yw, zw oder yαw) verwendet wer-
den, la¨sst sich sehr deutlich zwischen Rattern und ratterfrei unterscheiden. Auf Basis von
Beschleunigungs-, Ko¨rperschall- und auch Kraftsignalen ist allerdings keine Entscheidungs-
findung mo¨glich.
Bild 8.4: Skalierte De-
tailkoeffizienten
einer DWT u¨ber
der Schleifzeit tS,
db5-Wavelet
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Ein weiteres Verfahren, mit dessen Hilfe Ratterschwingungen detektiert werden konnten, ba-
siert auf einer Analyse der stochastischen Eigenschaften eines Schleifprozesssignals. Solange
es sich um zufa¨llig verteilte Prozessgro¨ßen bzw. um ein allgemeines Prozessrauschen handelt,
das von den Sensoren aufgezeichnet wird, kann davon ausgegangen werden, dass der Pro-
zess optimal verla¨uft. Sobald Rattern beginnt, vera¨ndert sich das Signal. Deterministische
Anteile bestimmen die Verteilungsdichte und fu¨hren zu einer Abweichung von der zufa¨lligen
Verteilung.
Ein Algorithmus, der sich in diesem Sinne prinzipiell zur Ratterdetektion einsetzen la¨sst, ist
als der so genannte Lilliefors-Test bekannt, Lilliefors (1967).
1. Zuna¨chst wird bei diesem Test die Annahme getroffen, das zu untersuchende Signal sei
normalverteilt. Im Gegensatz zum Kolmogorov-Smirnov Test, werden beim Lil-
liefors-Test der Mittelwert x¯ und die Standardabweichung σ aus den Eingabedaten
x berechnet und nicht vorgegeben.
2. Aus x¯(x) und σ(x) wird ein neues normalverteiltes Signal x∗(x¯, σ) generiert.
3. Die Verteilungsdichten von x und x∗ werden verglichen. Sind die zugeho¨rigen Histo-
gramme a¨hnlich bzw. befindet sich ihre Abweichung unterhalb einer Fehlerschranke εLT,
besta¨tigt der Test die Annahme Das Signal ist normalverteilt, LT = 1. Unterscheiden
sich die Verteilungsdichten voneinander wird diese Annahme als falsch zuru¨ckgewiesen,
LT = 0.
Zur Anwendung dieses Verfahrens sind keine prozessspezifischen Angaben fu¨r die Ratteram-
plitude und den Ratterfrequenzbereich erforderlich. Der stattdessen fu¨r den Test beno¨tigte
Parameter, der die Abweichung von einer Normalverteilung bewertet, kann prozessunabha¨n-
gig festgelegt werden.
Angewandt auf die Signale der Werkstu¨ckauslenkung, yw, zw und yαw oder auf auf Schleif-
kraftverla¨ufe, FWy und FWz, liefert der Lilliefors-Test allerdings keine zufriedenstellenden
Ergebnisse. In Bild 8.5 sind neben den analysierten Zeitsignalabschnitten von yαw die Ver-
teilung h(yαw) als schwarz umrandete Balken sowie die entsprechende Normalverteilung mit
gleicher Standardabweichung und gleichem Mittelwert als weiße Balken dargestellt. Die
Bild 8.5: Lilliefors-Test mit Werkstu¨ckauslenkungen yαw
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Schwingungssignale fu¨r tS < 110 s erscheinen zwar auf den ersten Blick normalverteilt, der
Test zeigt jedoch, dass diese Annahme nur bedingt zutrifft und LT = 0 gilt.
Wa¨hrend weiterer Signalanalysen konnte im Zusammenhang mit dem Wavelet Detektor aus
s. Abschnitt 8.1 festgestellt werden, dass Detailkoeffizienten des Ratterfrequenzbandes DR
nach einer Wavelet-Transformation den Lilliefors-Test im Sinne der Rattererkennung be-
stehen.
Analog zu Bild 8.5 sind in Bild 8.6 die Verteilungsdichten einzelner Signalabschnitte des
Detailkoeffizienten DR der das Ratterfrequenzband entha¨lt, den jeweiligen Signalabschnitten
zugeordnet. Verwendet wurde ein Wavelet des Typs“db10
”
. Bei einem Level von n = 8 ergab
sich das Ratterfrequenzband bei DR = 3.
Solange kein Rattern auftritt, bestehen die Signale den Lilliefors-Test. Nach dem Auf-
treten von Rattern reagiert das Wavelet auf die zunehmenden Burstsignale. Dieses fu¨hrt zu
einer Verteilung h(DR, tS > 110 s), die sehr deutlich von einer Gaussschen Glockenkurve
abweicht und LT = 0 ergibt.
Bild 8.6: Lilliefors-Test mit dem Detailkoeffizienten des Ratterfrequenzbandes DR
Um dieses Verfahren anzuwenden, sollte das Ratterfrequenzband bzw. der relevante Detail-
koeffizient a`-priori bekannt sein oder wa¨hrend des Prozesses ermittelt werden. Letzteres ist
beispielsweise mo¨glich, wenn die Detailkoeffizienten D1 . . .Dn nach einer Modulation mit der
Schleifscheibendrehzahl nS durchsucht werden, vgl. Bild 8.3.
Bereits mit dem Standard Parameterwert fu¨r die Fehlerschranke εLT = 0, 05 der Gauss-
Klassifikation, war es innerhalb der durchgefu¨hrten Untersuchungen mo¨glich, Rattern und
ratterfrei eindeutig zu unterscheiden.
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9 Zusammenfassung
Der Beitrag dieser Arbeit zum fertigungstechnischen Prozess Außenrundeinstechschleifen ist
eine detaillierte Analyse des dynamischen Systemverhaltens wa¨hrend des konventionellen
Schleifens mit einer Korundscheibe. Das Basismodell des Schleifprozesses von Snoeys und
Brown (1969) wird unter Beru¨cksichtigung der Arbeiten vonAlldieck (1994) undDiet-
rich (1985) ausgiebig erweitert, so dass speziell Mechanismen der Schwingungsanregung
und nichtlineares dynamisches Verhalten, wie es bei Ratterschwingungen auftritt, betrachtet
werden ko¨nnen.
Das neue Modell entha¨lt eine explizite Unwucht der Schleifscheibe, die fu¨r eine Schwingungs-
anregung des Systems verantwortlich ist. Sie fu¨hrt zu einer Abrichtexzentrizita¨t der Scheibe,
die sich im Prozessverlauf in Form einer Welligkeit bemerkbar macht und fu¨r die Modulation
des Schleifsignalspektrums mit der Schleifscheibendrehfrequenz sorgt. Die Hauptanregung
des realen wie des simulierten Systems erfolgt durch Schnittkraftrauschen, d. h. durch Ein-
zelkorneingriffe in das Werkstu¨ck. Diese werden durch einen variablen Schleifkoeffizienten in
Form einer Modulation der normalen Schleifkraft beschrieben, kombiniert mit einer Varia-
tion der Kornho¨he. Ein speziell entwickeltes Verschleißmodul beschreibt die Formation von
Welligkeiten auf der Scheibe. Im Gegensatz zum realen System kann der dynamische, lokale
Verschleiß der Scheibe in der Simulation beobachtet werden. Die gewonnenen Verschleißfor-
men verdeutlichen den Mechanismus des Materialabtrags auf der Scheibe, der zum bekannten
Ratterverhalten eines Schleifsystems und zum Standzeitende der Schleifscheibe fu¨hrt. Beides
la¨sst sich in der Simulation sehr gut abbilden. Die in Experiment und Rechnung erzeugten
Ratterschwingungen und Werkstu¨ckoberfla¨chen zeigen große A¨hnlichkeit. Die Ergebnisse der
Simulation besta¨tigen die zuvor anhand der experimentellen Daten getroffenen Annahmen
bezu¨glich Ratterfrequenz und Welligkeiten.
Intensive Schwingungsanalysen des Schleifsystems wurden durchgefu¨hrt. Hierzu wurden
u. a. Magnetaktoren entwickelt, die eine Stepped-Sinus-Anregung am Werkstu¨ck im Betrieb
ermo¨glichen. Aufgrund nichtlinearer Abha¨ngigkeiten der Nachgiebigkeit von Anregungsam-
plitude, Kontaktfla¨che und Anpressdruck wurde gezeigt, dass sich das dynamische Verhalten
eines Schleifsystems per Impulsanregung vorteilhafter ermitteln la¨sst als mit dem Stepped-
Sinus-Verfahren, das eigentlich fu¨r nichtlineare Systeme empfohlen wird. Gerade im Be-
trieb verhindert die Wellenfilterfunktion der Werkstu¨ckoberfla¨che den sinnvollen Einsatz ei-
ner frequenzdiskreten Anregung, wa¨hrend Impulsanregung mo¨glich ist. Die Bewertung von
Ausschwingversuchen im Zeitbereich verdeutlicht Nichtlinearita¨ten wie amplitudenabha¨ngige
Da¨mpfung und Eigenfrequenzen sowie die progressive Steifigkeit des Schleifkontakts.
Wirbelstromsensoren konnten hervorragend genutzt werden, um wa¨hrend des Schleifeingriffs
die Bewegungen von Werkstu¨ck und Schleifscheibenflansch direkt und linear aufzuzeichnen,
wobei die Auslenkungen der Schleifspindel bei der Betrachtung der Systemdynamik ver-
nachla¨ssigt werden ko¨nnen. Auf Basis der Werkstu¨ckauslenkungen wurde das Systemverhal-
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ten wa¨hrend des U¨bergangs vom normalen in den gesto¨rten Prozesszustand charakterisiert.
Es kann theoretisch erkla¨rt und in der Simulation gezeigt werden, warum die Ratterfre-
quenz mit keiner der im Stillstand bestimmten Frequenzen u¨bereinstimmt und warum sie
mit der Amplitude der Schwingungen abnimmt. Die progressive Steifigkeit des Schleifkorn-
Bindung-Gemisches, die in Kombination mit der bekannten nichtlinearen Abha¨ngigkeit von
Zeitspanvolumen und effektiver Zustellung hierfu¨r hauptverantwortlich ist, wird experimen-
tell bestimmt und in Form einer Kennlinie im Modell abgelegt. Die Ratterfrequenz ließ
sich am untersuchten System im Stillstand abscha¨tzen, nachdem die Kontaktfla¨che bzw. der
Anpressdruck auf eine prozessa¨hnliche Gro¨ße reduziert wurde.
Neben Schwingungen normal zum Kontakt wurden auch tangentiale Bewegungen betrachtet.
Wa¨hrend des Beginns von Rattern erfolgt eine Ausrichtung der Systemschwingungen in der
Schleifebene. Der Prozess geht von einer zufa¨lligen in eine gerichtete Bewegung u¨ber. Soll die
Systemdynamik untersucht werden, unterstu¨tzt die Kenntnis der tangentialen Auslenkung
eine Charakterisierung des Systemzustandes. Ihre relative Amplitude im Falle des optimalen
Prozessverlaufs ist verglichen mit der Auslenkung normal zum Kontakt gleich groß. Die
Simulation zeigt aber, dass der tangentiale Freiheitsgrad vernachla¨ssigt werden kann, sofern
allein die Oberfla¨chenerzeugung untersucht wird. Auch auf das Zeitspanvolumen und somit
auf die Prozesskra¨fte hat sie nur sehr geringen Einfluss.
Das U¨bersprechen in tangentialer Richtung, d. h. der Einfluss von Normalkra¨ften auf die
tangentiale Auslenkung des Werkstu¨cksystems, fu¨hrt zu einer engen Kopplung beider Bewe-
gungsrichtungen, die anhand eines Ausschwingversuches wa¨hrend des Eingriffs demonstriert
wird. Im Betrieb la¨sst sich ferner zeigen, dass das Werkstu¨ck tangential zum Kontakt frei
schwingen ko¨nnte. Es wird angenommen, dass die hohe Verschleißarbeit der tangentialen
Schnittkraft Schwingungsenergie eines Werkstu¨cks in dieser Richtung dissipiert und freie
tangentiale Schwingungen verhindert.
Die Ausrichtung der Bewegung, d. h. der U¨bergang von zufa¨lligen Bewegungen in determinis-
tische Schwingungen im Verlauf der Ratterentstehung, la¨sst sich fu¨r die Rattererkennung nut-
zen. Zwei neue Verfahren wurden vorgestellt, die auf einer diskreten Wavelet-Transformation
prozessnaher Rattersignale, d. h. Werkstu¨ckauslenkungen oder Schleifkra¨ften, basieren. Da
die Wavelet-Transformation im Zeitbereich arbeitet, ist sie hervorragend geeignet, um Ver-
a¨nderungen nichtlinearer Prozesse zu visualisieren. Im Fall des Schleifprozesses ist eine
automatisierte Auswertung ohne Festlegung eines prozessabha¨ngigen Schwellwertes mo¨glich.
Wavelets ho¨herer Ordnung sind Ratterbursts sehr a¨hnlich. Sie reagieren empfindlich auf
die Formation dieser Prozesssignale, sobald sie sich vom allgemeinen Prozessrauschen abhe-
ben. Eine Detektion von Rattern war am untersuchten System sowohl durch einen Vergleich
der Detailkoeffizienten der DWT als auch durch eine Bewertung der Verteilungsdichte von
Detailkoeffizienten des Ratterfrequenzbereichs mo¨glich.
Die Untersuchungen besta¨tigen, dass das Auftreten von Rattern im konventionellen Betrieb
nicht generell vermieden werden kann, da Eigenschwingungen des gekoppelten Systems lo-
kalen Verschleiß der Scheibe verursachen. Um das Auftreten von Ratterschwingungen im
Betrieb zu verzo¨gern, sollte die Unwucht der Schleifscheibe und damit die abrichtbedingte
Welligkeit auf ein Minimum reduziert werden, da gerade Letztere das System zu Schwingun-
gen anregt und die ratterfreie Schleifzeit deutlich einschra¨nkt. Der Einsatz automatischer
oder semi-automatischer Auswuchtsysteme wird daher dringend empfohlen. Da die Ampli-
tude der Abrichtwelligkeit u. a. von einer Drehzahla¨nderung beim Schleifeingriff abha¨ngt, ist
135
der Einsatz drehzahlgeregelter Schleifspindeln zu empfehlen.
Sowohl im Schleifversuch wie in der Simulation zeigte sich Rattern vornehmlich wa¨hrend der
Phasen mit niedrigem Anpressdruck. Je ku¨rzer Anschnitt, Schlichtphase und Ausfeuerzeit
gewa¨hlt werden ko¨nnen, desto geringer ist das Risiko einer Schwingungsanfachung.
Sofern zusa¨tzliche Aktoren verfu¨gbar sind, ko¨nnen diese eingesetzt werden, um die Abricht-
welligkeit der Scheibe zu kompensieren. To¨nshoff et al. (2003) schlagen ein entsprechen-
des Verfahren vor, das hierzu einen Standard-Vorschubantrieb mit hydrostatisch gelagerter
Spindel nutzen soll. Strategien, bei denen am Werkstu¨ck Kra¨fte eingeleitet werden, mu¨ssen
den Abbau der Welligkeiten auf der Schleifscheibe zum Ziel haben, wenn Rattern dauerhaft
behoben werden soll. Ein Verstimmen der Eigenfrequenz des Werkstu¨cksystems im Betrieb
ist beispielsweise dann vielversprechend, wenn die Frequenzvariation zu einer Auslo¨schung
von bestehenden Welligkeiten auf der Scheibe fu¨hrt.
Um die Filtereigenschaften der Werkstu¨ckoberfla¨che auszunutzen, die Schwankungen des
Zeitspanvolumens reduzieren und so die Gefahr einer Schwingungsanregung mindern, sollte
die Eigenfrequenz des gekoppelten Systems fSw1 oberhalb der U¨bergangsfrequenz f t liegen.
Gerade der in der Regel weiche Reitstock, sollte hierzu dynamisch steifer ausgelegt wer-
den. Ein steiferes Werkstu¨cksystem bedeutet auch kleinere Amplituden, so dass sich die
progressive Steifigkeit des Schleifscheibenmaterials im Eingriff erst spa¨t ratterbegu¨nstigend
auswirken kann. Die Frequenz fSw1 ließ sich im Laborbetrieb durch Impulsanregung am
Werkstu¨ck wa¨hrend des Schleifens bestimmen. Sie ist gleichzeitig die Startfrequenz fu¨r Rat-
terschwingungen.
Da die dynamische Nachgiebigkeit einer konventionellen Außenrundschleifmaschine durch
das Werkstu¨ck und den Reitstock definiert wird, sollte sie in Abha¨ngigkeit von Referenz-
werkstu¨cken und -schleifscheiben bei definierter Kontaktbreite und -kraft in Form einer Im-
pulsantwort im Frequenz- und im Zeitbereich angegeben werden.
Eine mo¨gliche Ursache, warum der Schleifprozess auch mit modernen Maschinen und Steue-
rungen noch nicht optimal zu handhaben und zu u¨berwachen ist, ist der Mangel an direkter
Information u¨ber den Prozesszustand. Wie innerhalb dieser Arbeit gezeigt werden konn-
te, liefert die handelsu¨bliche Sensorik nur schwach mit dem Prozess korrelierte Signale und
unterliegt starken Nichtlinearita¨ten. Wu¨rden direkte Informationen u¨ber die Schwingungs-
zusta¨nde des Werkstu¨cks im Prozess vorliegen, ko¨nnten Verfahren wie die CER oder die
hier neu entwickelten Wavelet- oder Gauss-Detektoren fu¨r eine fru¨he Ratterdetektion ohne
Schwellwert eingesetzt werden. Auf Basis der Signale der bisher verwendeten AE-Sensoren
erscheint eine effektive U¨berwachung des Systems nur in bekannten Einzelfa¨llen machbar.
Eine universelle Zentriermessspitze mit integriertem Kraftsensor oder eine Messlu¨nette, die
Wirbelstromaufnehmer tra¨gt, wu¨rden die Mo¨glichkeiten der Prozessu¨berwachung und in-
Situ-Qualita¨tssicherung in Bezug auf Schwingungsprobleme deutlich erweitern und verbes-
sern.
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